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Der Effekt der Stromverdrängung ist seit mehr als 100 Jahren bekannt. Erste analytische 
Berechnungsverfahren für elektrische Maschinen wurden bereits 1908 von Emde 
veröffentlicht. Für konventionelle Drehstromantriebe, welche an einem starren Netz 
konstanter, praktisch sinusförmiger Spannung betrieben wurden, stehen im Schriftentum eine 
Vielzahl von wertvollen Beiträgen zur Verfügung.  
Dennoch erfordern moderne stromrichterbetriebene Drehstromantriebe im mittleren bis 
großen Leistungsbereich, aufgrund ihrer wachsenden Anforderungen nach hohen 
Bemessungsfrequenzen, einem weiten Feldstellbereich und einer hohen Drehmomentdyna-
mik, eine Erweiterung dieses Wissensstandes. 
So wird auf die Beschreibung der Stromverdrängung in manuell-geträufelt ausgeführten 
Drehstromankerwicklungen in der Literatur nur unzureichend eingegangen. 
Dies ist dem Umstand geschuldet, dass der Netzbetrieb bei 50Hz bzw. 60Hz mit einer 
Parallelschaltung relativ weniger Drähte je Spulengruppe auskam. Die Annahme der 
stromverdrängungsfreien Ständerwicklungen war daher im Normmotorbereich bis zur 
Achshöhe 355 bei 50Hz gegeben. Durch die Stromrichtertechnik konnte der Einsatzbereich 
erweitert sowie die Leistungsdichte von Induktionsmaschinen mittels einer Bemessungsdreh-
zahlerhöhung erheblich gesteigert werden. Der Feldstellbereich ermöglicht es zudem, bei 
konstanter Spannung und Leistung, einen großen Drehzahlbereich abzudecken. Das Anheben 
der Bemessungsfrequenz ist jedoch mit der Reduzierung der Windungszahl verbunden. Dies 
kann praktisch nur über die Parallelschaltung relativ vieler Teilleiter je Spulengruppe 
erfolgen. 
Für Speisefrequenzen bis zu einigen hundert Herz und die ungeordnete Lage der einzelnen 
parallelen Teilleiter wird damit das Gewicht der Zusatzverluste auf die kreisstrombedingte 
Stromwärme der Ständerwicklung verschoben. Die stochastische Verteilung dieser parallelen 
Teilleiter durch den Träufelprozess erschwert die theoretische Beschreibung des 
Kreisstromeffektes. 
Für den Effekt der Stromverdrängung in Träufelwicklungen finden sich eine Reihe von 
Veröffentlichungen (vgl. 128H128H128H[9], 129H129H129H[28], 130H130H130H[38], 131H131H131H[40] und 132H132H132H[53]). Beängstigend ist hier jedoch, dass die 
Mehrzahl dieser Veröffentlichungen ohne jede messtechnische Referenz auskam und zum  
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Teil bereits im Ansatz falsch war. Allein in 133H133H133H[40] wurden umfangreiche Messungen 
ausgewertet. Die veröffentlichten Zusammenhänge stützen sich jedoch auf empirische 
Gleichungen, was die notwendigen Schlussfolgerungen über die untersuchte Achshöhe hinaus 
erschwert. 
In diesem Zusammenhang soll in dieser Arbeit ein analytisches Berechnungsmodell der 
Ständerstromverdrängung von Niederspannungsrunddrahtwicklungen abgeleitet werden. Es 
muss aus der vorliegenden Nutgeometrie und den Wickeldaten die Berechnung des 
Frequenzgangs der Wicklung gestatten. Anhand der so berechneten Stromdichten der 
Teilleiter soll die Schlussfolgerung auf das Temperaturfeld in der Nut ermöglicht werden. 
 
Ein zweites Problem moderner Stromrichterantriebe stellt die hohe Drehmomentdynamik dar. 
So werden Induktionsmotoren durch die Stromrichtertechnik in die Lage versetzt, eine sehr 
hohe Drehzahl- und Drehmomentdynamik für Industrieantriebe und Prüfstandsmaschinen 
bereitzustellen (vgl. 126H126H126H[38] und 127H127H127H[55]). Die im Läufer infolge der Wechseldrehmomente 
erzeugten Wechselströme führen zur Anregung der Stromverdrängung im Kurzschlusskäfig. 
Dieser Zusammenhang wird bisher in den Normschriften nicht berücksichtigt. Der 
Maschinenanwender geht daher (analog der Gleichstrommaschine) davon aus, dass die 
Projektierung des Antriebs allein über das effektive Lastdrehmoment der Arbeitsmaschine 
erfolgen kann. Dies ist insbesondere für sehr kurze Zykluszeiten (<300ms, je nach Stabhöhe) 
des Lastspiels falsch. Die Annahme führt damit nicht nur zu Missverständnissen, sondern 
auch zu Maschinenausfällen mit allen dazugehörenden negativen Nebeneffekten.  
Es ist daher ein möglichst einfaches und praxisorientiertes Verfahren zur Berechnung der 
zusätzlichen Läuferstromwärme im periodisch-dynamischen Betrieb abzuleiten. Anschließend 
soll die Funktion des Verfahrens messtechnisch nachgewiesen werden. 
 
1.1 Begriff der Stromverdrängung 
In der klassischen Elektrodynamik ist der Begriff Stromverdrängung gleichbedeutend mit dem 
sogenannten Skin-Effekt. Dieser beschreibt die Induktion einer Spannung in einem 
elektrischen Leitergebiet aufgrund der sich zeitlich ändernden magnetischen Feldstärke. Diese 
Spannung ist im Leiterinneren der angelegten Spannung entgegengerichtet. Infolgedessen 
nimmt die Stromdichte zum Leiteräußeren hin zu.  
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Der besagte Leiter kann eine beliebige Form haben. Er kann ebenso einem zusätzlichen 
Fremdfeld ausgesetzt sein oder aus einer Fülle von unterschiedlichen Materialien bestehen. 
Praktisch ist eine Vielzahl von Erscheinungsformen und Abwandlungen der Stromverdrän-
gung möglich. Geschlossene analytische Lösungen sind nur für ausgewählte Sonderfälle in 
der Literatur verfügbar. Sie erfordern zumeist einen hohen mathematischen Aufwand.  
Oft ist die Stromverdrängung ein unerwünschter Effekt, der zu einer Vergrößerung der 
Leitungsverluste und damit zur zusätzlichen Erwärmung führt. In einigen Fällen kann der  
Skin-Effekte jedoch auch zum technischen Vorteil ausgenutzt werden. Dies gilt z. B. für die 
Induktionserwärmung in der Metallhärtung oder für das Anlaufverhalten von Induktionsma-
schinen. 
In der Technik hat sich die Bezeichnung Stromverdrängung abhängig von Ursache und 
Erscheinungsform mit anderen Begriffen gemischt. Für den Elektromaschinenbau sind die in 
134H134H135H134H134HAbbildung 1.1 aufgeführten Arten der technischen Stromverdrängung von Bedeutung. 
Eine erste Aufteilung lässt sich durch den Einfluss eines vorhandenen ferromagnetischen Teils 
finden. Liegt der Leiter in einer magnetisch neutralen Umgebung, so tritt die Stromverdrän-
gung erst bei relativ großen Abmessungen bzw. Frequenzen in Erscheinung. Für die 
Beteiligung etwa eines Eisenkreises reichen bereits kleine Abmessungen und Frequenzen aus, 
um deutliche Stromdichteinhomogenitäten zu bewirken. Ein technisch wichtiger Fall ist der 
direkte Stromfluss in einem ferromagnetischen Körper. Entsprechende Anwendungen sind 
Massivläufer oder Wirbelstrombremsen. Auch die unmittelbare Nähe von Eisenteilen zum 
elektrischen Leiter führt zur Verstärkung des Stromverdrängungseffektes, so z. B. der am 




Abbildung 1.1 - Schema der wichtigsten Formen der Stromverdrängung im Elektromaschinenbau 
Am wichtigsten sind jedoch die Fälle in denen der Leiter in einer ferromagnetischen Nut 
eingebettet ist. Aufgrund der geringen magnetischen Spannungsfälle im Eisenteil des 
Integrationsweges entfällt nahezu die gesamte Durchflutung auf die Breite der Nut. Die 
Stromverdrängung ist in erster Linie dem Nutquerfeld geschuldet. 
Durch eine starke Sättigung der Zähne kann das Nutlängsfeld nachweisbare Werte annehmen. 
Auch hierdurch wird eine Stromverdrängung in dem in der Nut liegenden Leiter bewirkt. 
Die klassische Elektrodynamik 136H135H135H[77] versteht unter dem Skin-Effekt einen elektrischen 
Feldstärkewirbel, welcher sich mit dem von außen angelegten, elektrischen Feld überlagert. 
Der Feldstärkewirbel kann sich dabei im leitenden Material räumlich frei ausbilden. Diesen 
physikalischen Effekt bezeichnet 137H136H136H[80] auch als Stromverdrängung 2. Ordnung.  
Durch die technischen Bemühungen, die Stromverdrängung in den Maschinennuten möglichst 
klein zu halten, werden Wechselstromwicklungen zumeist aus sehr vielen, voneinander 
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isolierten Leitern gebildet. Aus technologischen Gründen wird ein Teil dieser Leiter über 
einem definierten Abschnitt der Wicklung parallel geschaltet. Der Wirbel der elektrischen 
Feldstärke kann aufgrund der großen Unterschiede der spezifischen Leitwerte in der 
Maschinennut keinen freien räumlichen Stromdichtewirbel ausbilden. Er wird durch die 
geometrisch fest vorliegenden Strombahnen geführt. Dieser Effekt wurde von 138H137H137H[80] als 
Stromverdrängung 1.Ordnung bezeichnet. Spricht man von der Stromverdrängung 1.Ordnung, 
so schließt dies die Stromverdrängung in dem massiven Teil des isolierten Leiters aus. Dieser 
unterliegt nach wie vor dem Effekt 2.Ordnung. 
Auch eine Aufteilung der Stromverdrängung nach der anregenden Stromform ist in der 
Literatur zu finden. So wird eine stationäre Stromverdrängung im Allgemeinen von einem 
zeitlich periodischen Strom mit konstanter Frequenz und Amplitude hervorgerufen. Im 
Sonderfall ist dieser Strom sinusförmig. Auch der Begriff „transiente Stromverdrängung“ ist 
in der Literatur gebräuchlich. Die Anregung ist hier ein Produkt aus einer aperiodischen und 
einer beliebigen Zeitfunktion.  
 
1.2 Betriebswirtschaftliche Bedeutung der Stromverdrängung 
Im Elektromaschinenbau, speziell im Sondermotorenbau, muss dem Effekt der Ständerstrom-
verdrängung eine besondere Bedeutung beigemessen werden. So entscheidet ein guter 
Entwurf, welcher mit dem geringsten Aufwand an Material und Arbeitszeit auskommt ohne 
die Funktionsfähigkeit und Betriebssicherheit der Wicklung einzuschränken, über die 
Wettbewerbsfähigkeit der Maschine. 
Beschränkt man sich auf die Betrachtung der Ständerwicklung, so ist die Summe an Aufwand 
für Wicklungsmaterial und Arbeitszeitbedarf zu minimieren. Der Arbeitszeitbedarf hängt 
dabei in erster Linie von der gewählten Technologie ab. Sehr günstig lassen sich im 
Niederspannungsbereich geträufelte Runddrahtwicklungen herstellen. Mit einem drastisch 
höheren Aufwand ist die Herstellung von Formspulenwicklungen verbunden. Will man eine 
Entscheidung über die betriebswirtschaftlichen Vorteile der Wicklungstechnologien fällen, so 
ist in jedem Fall der notwendige Einsatz an Leitermaterial, bei einer vorgegebenen 
abführbaren Wechselstromwärme zu berücksichtigen. So deren Berechnung jedoch unmöglich 




2 Prinzipielle mathematische Beschreibung der 
Stromverdrängung 
Die geschlossene mathematische Beschreibung der Stromverdrängung kann nur in besonders 
einfachen Sonderfällen erfolgen. Dies gilt sowohl für die Zeitverläufe der anregenden 
Durchflutung als auch für die geometrische Umgebung des von der Stromverdrängung 
betroffenen Leitergebietes. Hier soll nur der Sonderfall eines Leiters beschrieben werden, 
welcher sich in einer offenen oder halbgeschlossenen Nut befindet. 
Ist die magnetische Leitfähigkeit des umgebenden Materials sehr hoch gegenüber der des 
Leitermaterials und die anregende Durchflutung von zeitlich-sinusförmiger Art, so kann für 
einen rechteckigen Leiter die Stromverdrängung geschlossen analytisch berechnet werden. 
Der Ansatz hierzu wird unter dem Gliederungspunkt 2.1 abgeleitet. Er geht auf die 
Veröffentlichung von 141H140H140H[19] aus dem Jahre 1908 zurück.  
Ist die Permeabilität des umgebenden magnetischen Materials nur unwesentlich größer als die 
des elektrischen Leiters, weicht die Geometrie von einem Rechteck ab oder ist der Strom im 
Leiter nicht sinusförmig, so kann das Feldproblem nur durch eine räumliche Diskretisierung 
gelöst werden. Die prinzipiellen Ansätze hierzu werden unter Gliederungspunkt 2.1.1 bzw. 
2.1.2 gezeigt. Ein Vergleich der drei Lösungsverfahren findet sich im Abschnitt 2.1.3. 
 
2.1 Analytische Lösungsverfahren der Stromverdrängung 
2.Ordnung 
Die Stromverdrängung 2.Ordnung ist durch einen räumlich nicht unterteilten elektrischen 
Leiter gekennzeichnet. In diesem führt eine sich ändernde Eigen- oder Fremddurchflutung zu 
einem Stromwirbel. Dieser kann sich räumlich frei ausbilden. Hier wird sich auf die 
geometrische Anordnung beschränkt, wie sie für die Läuferstäbe in Asynchronmaschinen 
üblich ist. 
380H135H135H142H141H141HAbbildung 2.1 veranschaulicht hierzu den physikalischen Effekt in der Läufernut einer 
Asynchronmaschine. Durch die Einwirkung des sich zeitlich ändernden Nutquerfeldes kommt 
es zu einem elektrischen Feldstärkewirbel parallel zum Nutgrund. Dieser elektrische 
Feldstärkewirbel erstreckt sich über die gesamte axiale Länge der Nut und führt aufgrund der 
guten elektrischen Leitfähigkeit des Läuferstabes zu einem Stromwirbel. Die Überlagerung 
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der elektrischen Feldstärke im Leiter führt zu einer inhomogenen Stromdichte über der 
Leiterhöhe. Geht man von einem stationären sinusförmigen Gesamtstromverlauf des Leiters 
aus, so nimmt der Effektivwert der Stromdichte zur Nutöffnung hin zu. Dieser Effekt ist 
allgemein bekannt und wird in 143H142H142H[65], 144H143H143H[80], 145H144H144H[73] usw. beschrieben. Die Darstellung beschränkt 
sich daher an dieser Stelle auf die Aufstellung des mathematischen Ansatzes und des 
Ergebnisses.  
Die Beschreibung dieses Effektes kann mittels der 1.Maxwellschen Gleichung 136H136H146H145H145H(2-1), dem 
Durchflutungsgesetz erfolgen. Der Verschiebungsstrom ist in dieser Gleichung aufgrund der 


















Abbildung 2.1 - Stromverdrängung in eingebetteten massiven Leitern  
Die Gleichung 137H137H147H146H146H(2-2) gibt die 2.Maxwellsche Gleichung, das Induktionsgesetz an. Dieses liefert 
für zwei übereinander liegende Feldstärkevektoren in Richtung der Stromdichte die 
Maschengleichung (2-3)138H138H148H147H147H. Der rechte Teil dieser Gleichung gibt die durch das Nutquerfeld 















Die magnetische Feldstärke ist eine Funktion von x und kann mittels des Durchflutungsgeset-
zes 139H139H149H148H148H(2-4) umgeschrieben werden. 














n ⋅=⇒=⋅ ∫  (2-4) 







cu ∫⋅⋅⋅=⋅−⋅+ )()()( μ  (2-5) 
Diese kann durch dx und die Integrationsweglänge l geteilt werden. Die linke Seite der 
Maschengleichung ist dann das Differential der Feldstärke nach x. Über den spezifischen 









cu ∫⋅⋅= )()( μκ  (2-6) 
Das Einsetzen der Stammfunktion des Durchflutungsgesetzes führt auf Gleichung 144H144H154H153H153H(2-7). In 












cu⋅⋅= μκ  (2-7) 
Für eine sinusförmige magnetische Feldstärke kann zur komplexen Schreibweise 
übergegangen werden. Man erhält so eine homogene Differentialgleichung 2.Ordnung, 
welche auf mathematischem Weg formell zu einer geschlossenen analytischen Lösung führt. 
Die Konstante ergibt sich nach dem rechten Faktor von Gleichung 145H145H155H154H154H(2-8). Bis auf das Verhältnis 
von Leiter- zu Nutbreite entspricht dieser Faktor dem Kehrwert der Eindringtiefe. Der 
Koeffizient aus Gleichung 146H146H156H155H155H(2-8) hat damit den Charakter einer dimensionslosen Größe. Er wird 








Cu ⋅⋅⋅⋅⋅= κμπξ 0  (2-8) 
Die Berechnung des Strom- bzw. Feldverdrängungsfaktors kann mit Gleichung 147H147H157H156H156H(2-9) bzw. 
148H148H158H157H157H(2-10) vorgenommen werden.  
( ) ( )









( ) ( )








⋅=xk  (2-10) 
Die Größe der Stromverdrängung kann damit allein über die reduzierte Leiterhöhe und eine 
feste Zuordnungsvorschrift bestimmt werden.  
 
2.2 Lösung durch räumliche Diskretisierung 
Die Ableitungen aus Abschnitt 2.1 haben bereits den Weg für die Berechnung der 
Stromverdrängung gezeigt. Der Übergang von der kontinuierlichen Beschreibung der 
Feldgrößen über die Leiterhöhe x zu einer diskreten erlaubt die Variation der Geometrie für 
praktisch alle technischen Anwendungen. In der Vergangenheit haben sich hierzu mehrere 
Diskretisierungsverfahren etabliert. Die hier folgend vorgestellten Verfahren unterscheiden 
sich in Aufwand und erreichter Genauigkeit, was besonders unter Punkt 2.2.3 gezeigt wird. 
Ausgangspunkt aller erläuterten Verfahren ist die Annahme einer reinen Nutquerdurchflutung, 
wie sie in Abbildung 2.2 für einen Gleichstrom dargestellt ist. 
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Abbildung 2.2 - Nutquerfeld und Durchflutungsverteilung für einen Gleichstrom 
Die Nutquerdurchflutung bedingt bei einem Wechselstrom, dass die Stromdichteverteilung 
quer über den Leiter konstant ist, wie Abbildung 2.3 für verschiedene Frequenzen zeigt. 
 





2.2.1 Segmentdurchflutung am Segmentgrund 
In Gleichung 149H149H159H158H158H(2-5) kann die differentielle Stabhöhe dx zu einer definierten Stabhöhe überführt 
werden, wie 160H159H159H[80] zeigt. Durch diese Abschnittsbildung erhält man für jedes Segment der Höhe 
Δx gemäß Gleichung (2-11) eine entsprechende Induktivität bzw. einen magnetischen 
Widerstand  und einen ohmschen Widerstand, wie die Gleichungen (2-12) und 162H161H161H(2-13) zeigen. 
Die Durchflutung jedes Segmentes konzentriert sich bei dieser Betrachtung am Segmentgrund 
(vgl. 160H159H159H[80]). 
n














Eine äquivalente Herleitung kann auch aus der magnetischen Ersatzschaltung der Nut 
erfolgen, wie in 163H162H162HAbbildung 2.4 angedeutet wird. 
      
Abbildung 2.4 - fiktive Unterteilung des Leiters in der Nut und magnetisches Ersatzschaltbild 
Für einen Rechteckstab gelangt man durch die Anwendung des Maschenstromverfahrens auf 
das magnetische Ersatzschaltbild zu den Strömen als Funktion der Segmenteigenflussverket-
tungen, entsprechend Gleichung 164H163H163H(2-14). Die magnetische Ersatzschaltung hat dabei den 
Charakter eines homogenen Kettenleiters. Die magnetische Widerstandsmatrix besteht damit 
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(2-14) 
Die Flussverkettungen können durch das Invertieren der Matrix der magnetischen 
Widerstände berechnet werden. Es entsteht so ein Ausdruck in der Form: 
( ) iRiΛψ
rrr












































































































































































































































































































Dieses Phänomen wird bereits in 382H150H150H165H164H164H[6], 383H151H151H166H165H165H[46], 384H152H152H385H153H153H167H166H166H[80] usw. ausführlich erklärt. In 386H154H154H168H167H167H[14] wurde 
gezeigt, dass dieser physikalische Zusammenhang die Möglichkeit bietet, einen beliebig 
geformten Stab durch einzelne Stabsegmente zu modellieren. Dabei gelangt man jedoch zu 
einem inhomogenen Kettenleiter mit entsprechend komplizierteren Rechenvorschriften. 
                                                 
1 mit k als Zeilen- und i als Spaltenindex 
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Die Maschengleichungen aus 157H157H172H171H171H(2-16) erlauben die Darstellung eines äquivalenten Kettenleiters, 
entsprechend 158H158H173H172H172HAbbildung 2.5. Dieser hat für einen Rechteckstab wiederum einen homogenen 
Charakter und kann mittels des Maschenstromverfahrens oder auf iterative Weise gelöst 
werden. Für das Maschenstromverfahren werden die Maschenströme durch einen Oberstrich 
von den Segmentströmen unterschieden. 
 
Abbildung 2.5 - elektrisches Ersatzschaltbild (Durchflutung am Segmentgrund) 
Der bisher gezeigte Ansatz geht auf 388H156H156H170H169H169H[80] zurück und geht von der Orientierung der 
Segmentdurchflutung am Segmentgrund aus. Diese Darstellungsweise ist sehr anschaulich, 
sie bedarf jedoch einer feineren Unterteilung des Stabes, also einer höheren Segmentanzahl 
als es in der Rechenvorschrift von 171H170H170H[7] der Fall ist. 
Ein wesentliches Problem bei der Abbildung der Stromverdrängung auf das Kettenleitermo-
dell mit der Segmentdurchflutung am Segmentgrund ist der Fehler bei der Berechnung der 
Nutteilstreuinduktivität. 
 
2.2.2 Segmentdurchflutung in Segmentmitte 
Eine Verbesserung der Abbildung des Stromverdrängungsproblems 2.Ordnung auf das 
1.Ordnung lässt sich mit der Orientierung der Segmentdurchflutung auf die horizontale 
Symmetrieachse des Leitersegmentes erreichen. Die Verbesserung betrifft dabei nur den 
Imaginärteil der Impedanzberechnung. Das magnetische Ersatzschaltbild dafür wird in 




Abbildung 2.6 - magnetische Ersatzschaltung des Leiters in der Nut 
Durch die Verschiebung der Wirkungslinien verdoppelt sich der magnetische Widerstand des 
letzten Segmentes unter der Nutöffnung. Das Maschenstromverfahren führt somit auf das 
Gleichungssystem 175H174H174H(2-17). Durch Inversion der magnetischen Widerstandsmatrix können die 






































































































































































































































                                                 
2 mit k als Zeilen- und i als Spaltenindex 
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Analog zu 161H161H177H176H176HAbbildung 2.5 kann das elektrische Ersatzschaltbild (162H162H178H177H177HAbbildung 2.7) aufgestellt 
werden. Es unterscheidet sich lediglich in der obersten Segmentinduktivität.  
 
Abbildung 2.7 - elektrisches Ersatzschaltbild (Durchflutung in Segmentmitte) 
Die Aufteilung der Ströme auf die Widerstände ist demzufolge bei beiden Verfahren identisch. 
Allein die Berechnung des induktiven Impedanzanteils wird bei der Durchflutungsorientie-
rung in der Segmentmitte genauer berechnet. Die Fehler der Nutteilstreuinduktivität (für eine 
Gleichdurchflutung) werden in 163H163H179H178H178HAbbildung 2.8 für ausgewählte Segmentanzahlen gezeigt. 
               
Abbildung 2.8 - Fehler der Nutteilstreuinduktivität (rechteckige Nut) 
Eine Überführung des erstgenannten Verfahrens in das zweite ist somit durch einfache 
Subtraktion der halben Segmentinduktivität von der berechneten Nutteilstreuinduktivität 
möglich. 
 
2.2.3 Mit der Segmenthöhe zunehmende Durchflutung 
Das in [7] vorgestellte Verfahren arbeitet mit wenigen Segmenten bereits sehr genau. Es 
konzentriert die Segmentdurchflutung nicht auf eine Wirkungslinie, sondern geht von einer 
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homogenen Stromdichteverteilung über der Segmenthöhe aus. Es liefert für anspruchsvolle 
dynamische Berechnungen die geringste Anzahl von Gleichungen und minimiert hierdurch 
den numerischen Rechenaufwand erheblich. Von Nachteil ist lediglich, dass das Aufstellen 
des Gleichungssystems mehrere Rechenschritte erfordert. Ebenso kann das entstehende 
Gleichungssystem nicht in der Form einer elektrischen Ersatzschaltung aufgeschrieben 
werden. 
Jeder Leiterlage, respektive jedem Segment, kann somit nach 166H166H182H181H181HTabelle A.1 eine Flussverket-
tung zugeordnet werden, welche aus den gezeigten Anteilen besteht. Es ist damit möglich für 
jede Leiterlage, egal wie die spätere Wicklung wirklich aufgebaut ist, eine Flussverkettung 








































vkk ivniikniknψ  (2-19) 
Die Aufstellung der Maschengleichung für die Berechnung der Segmentströme erfolgt analog 
Gleichung 169H169H184H183H183H(2-16).  
Ein weiterer entscheidender Vorteil gegenüber der wirkungslinienbezogenen Diskretisierung 
ist, dass der Fehler der Anfangsnutteilstreuinduktivität zu Null wird. 
 
2.2.4 Vergleich der Lösungsansätze 
Der Vergleich der Lösungsansätze erfolgt anhand der reduzierten Leiterhöhe für den Ansatz 
der Durchflutung in Segmentmitte. Für die über die Segmenthöhe linear steigende 




Abbildung 2.9 - Vergleich des Stromverdrängungsfaktors 
Das untere Teildiagramm zeigt den Zusammenhang zwischen Stabhöhe, Frequenz und 
reduzierter Leiterhöhe für Kupfer als Leitermaterial bei 20°C. Das Rechenverfahren mit linear 





Abbildung 2.10 - Vergleich der Feldverdrängungsfaktoren 
Die 170H170H185H184H184HAbbildung 2.7 zeigt die Feldverdrängungsfaktoren im Vergleich. Auch hier gilt, dass das 
Rechenverfahren mit linear über der Segmenthöhe steigender Durchflutung mit deutlich 
weniger Segmenten zu geringeren Fehlern bei der Impedanzberechnung führt. 
 
2.2.5 Unterschiedliche Verteilung der Segmenthöhen 
Die Dimension der zu invertierenden Impedanzmatrix ist bei allen Lösungsansätzen gleich der 
Segmentanzahl. Der Rechenaufwand steigt damit überproportional zu der gewählten 
Segmentzahl an. Eine Möglichkeit, die Genauigkeit der Ergebnisse zu verbessern, liegt in der 
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Wahl unterschiedlicher Segmenthöhen. So könnte man im Bereich der Nutöffnung, wo die 
größte Stromdichteänderung über der Stabhöhe auftritt, deutlich mehr Segmente anordnen als 
am Nutgrund.  
Hierbei ist die Wahl der Segmenthöhenverteilung entscheidend für die Richtigkeit der 
Impedanzberechnung. Eine ungeeignete Wahl der Segmenthöhen führt zu einer drastischen 
Verfälschung des Ergebnisses. 
Es wird ein einfaches Beispiel mit einer Aufteilung in drei Segmente angeführt. Die drei 
Faktoren k1, k2 und k3 beschreiben das Verhältnis von Segmenthöhe zu Stabhöhe. Für den 
Ansatz der Segmentdurchflutung am Segmentgrund wird die Impedanz über die 
Maschenströme der elektrischen Ersatzschaltung entsprechend mit den drei unterschiedlichen 
Induktivitäten und Widerständen vorgenommen. Anhand der Randbedingung des 
Feldverdrängungsfaktors kann der Blindanteil der Impedanz korrigiert werden. 
Für den Ansatz einer über die Segmenthöhe steigenden Durchflutung müssen die 













































wkkkk iLiLiLiLLiiLψ  (2-20) 
Für die Kombination I k1=0,5; k2=0,345; k3=0,155 ergeben sie die Verläufe der Strom- und 
Feldverdrängung nach 172H172H187H186H186HAbbildung 2.11. 
 
Abbildung 2.11 - Strom- und Feldverdrängungsfaktoren für die Segmenthöhenkombination I 
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Für den Ansatz der segmenthöhenproportionalen Durchflutung ergibt sich mit der 
Kombination I eine deutliche Verbesserung in der Abbildung der Stromverdrängung 
2.Ordnung auf die der 1.Ordnung. Der Ansatz der Konzentration der Segmentdurchflutung 
auf den Segmentgrund führt jedoch zu einer Fehlaussage. 
Für die Kombination II k1=0,45; k2=0,3; k3=0,25 ergeben sich die Verläufe der Strom- und 
Feldverdrängung nach 173H173H188H187H187HAbbildung 2.12. 
 
Abbildung 2.12 - Strom- und Feldverdrängungsfaktoren für die Segmenthöhenkombination II 
Für den Ansatz der segmenthöhenproportionalen Durchflutung ergibt sich mit der 
Kombination II eine gute Näherung in der Impedanzberechnung. Die Grenzfrequenz zu 
Kombination I liegt jedoch deutlich tiefer. Der Ansatz der Konzentration der Segmentdurch-
flutung auf den Segmentgrund kann jetzt jedoch als befriedigende Näherung zum realen 
Verhalten für ξ≤3 gelten. Die Erhöhung der Grenzfrequenz fällt jedoch eher verhalten aus. 
Fazit: 
• Die Variation der Segmenthöhe kann bei richtiger Wahl der Segmenthöhenverteilung 
zu einer Verringerung des Rechenaufwandes beitragen. 
• Besonders geeignet ist der Ansatz der über der Segmenthöhe steigenden Durchflutung. 
• Eine Fehlanpassung der Segmenthöhenaufteilung führt zu Falschaussagen. Aufgrund 
des Fehlens einer allgemeingültigen Gesetzmäßigkeit zur Einstellung der Kombination 




2.3 Analytische Lösung der Stromverdrängung 1.Ordnung 
Die bisher gezeigten Verfahren zur Berechnung der Impedanzen gehören zum Stand der 
Technik. Die Erweiterung der bekannten Rechenverfahren soll Gegenstand dieses Kapitels 
sein. Bisher musste ein sehr aufwendiges Verfahren zur Berechnung der Leiterimpedanz 
genutzt werden. Dieses beinhaltete die Inversion wenigstens einer Matrix mit der Dimension 
der gewählten Segmentanzahl.  
Auch ein iterativ arbeitendes, numerisches Verfahren zur Berechnung des Stromverdrän-
gungsfaktors ist durch 189H188H188H[80] bekannt. Alle bekannten analytischen Verfahren lassen jedoch nur 
sinusförmige Durchflutungsänderungen zu. Ein entsprechendes analytisches Verfahren für 
beliebige, auch aperiodische Durchflutungen wird im zweiten Unterpunkt dieses Abschnittes 
vorgestellt. 
 
2.3.1 Stationäre Stromverdrängung 
Den einfachsten Ansatz für eine analytische Entwicklung des Stromverdrängungsproblems 
1.Ordnung liefert die Konzentration der Segmentdurchflutung am Segmentgrund. 
Das Ergebnis ist sowohl zur Lösung von Stromverdrängungsproblemen 1.Ordnung als auch 
(ausreichende Diskretisierung vorausgesetzt) zur Lösung von Problemen 2.Ordnung geeignet. 
Die Segmentanzahl (n) wird folgend durch die ganze Zahl NH ersetzt. Für das Spannungsdif-






























































































































































Mit der Orientierung der Durchflutung am Segmentgrund kann die Induktivitätsmatrix nach 
176H176H192H191H191H(2-22) aufgestellt werden. Lediglich die Bedingung NH≥3 muss gelten. Es können so die 












































































Der so entstandene Zusammenhang lässt sich durch eine Darstellung der Maschenströme, die 
durch einen Oberstrich gekennzeichnet werden, vereinfachen. Die Segmentströme müssen 
demzufolge entsprechend Gleichung 177H177H193H192H192H(2-23) ersetzt werden. Hierzu sind die Matrixelemente 
nach der Vorschrift 177H177H193H192H192H(2-23) voneinander zu subtrahieren. 
( ) ( ) ( ) ( )
( ) ( ) ( ) ( )









































































































































































































Teilt man diese Gleichung durch den ohmschen Segmentwiderstand R und geht zu 
sinusförmigen Strömen über, so gilt mit 
R






































































































































1 . (2-25) 
Setzt man den untersten Segmentstrom willkürlich zu 1A, so lassen sich die einzelnen 
Maschenströme iterativ nach Gleichung 179H179H195H194H194H(2-26) zusammensetzen.  
( ) 12 '2'' −− ++−= kkk III α  (2-26) 
Diese Gleichung lässt sich in ein Polynom mit den Koeffizienten entsprechend 180H180H196H195H195HTabelle 2.1 
entwickeln. 
Tabelle 2.1: Reihenentwicklung der einseitigen Stromverdrängung 1.Ordnung 
k 0α  1α  2α  3α  4α  5α  
1 1 0 0 0 0 0
2 2 1 0 0 0 0
3 3 4 1 0 0 0
4 4 10 6 1 0 0
5 5 20 21 8 1 0































































Die Lösung ergibt sich aus dem Binomialkoeffizienten für einen beliebigen Ersatzmaschen-




























−α  (2-27) 
Die Impedanz des Leiterstabes kann als Verhältnis der angelegten Spannung zum 
Maschenstrom der obersten (NH-ten) Masche gebildet werden, wie Gleichung 182H182H198H197H197H(2-25) zeigt. 
Setzt man die Bildungsvorschriften der beiden obersten Maschenströme in diese Gleichung 
ein, so erhält man die allgemeine Bildungsvorschrift für die Impedanz eines beliebig 


























































Diese Gleichung ermöglicht die analytisch geschlossene Berechnung des Stromverdrängungs- 
und des Feldverdrängungsfaktors für alle rechteckigen massiven Leiter mit einer beliebigen 
Diskretisierung ab einer Segmentanzahl von NH≥3.  
Aus dem Abschnitt 184H184H200H199H199H .2.2 ist bekannt, dass eine Berichtigung des imaginären Impedanzanteils 
durch die subtraktive Veränderung des obersten Induktivitätselementes erreicht werden kann. 
Hierzu wird das Verhältnis von berechneter, also fehlerbehafteter, zu richtiger Nutteilstreuin-
duktivität für eine Gleichgröße gebildet. Dieses Verhältnis wird hier als Fehlverhältnisfaktor 











































































F  (2-29) 
Dieser ergibt sich für jede Segmentanzahl NH als Konstante und braucht nur einmal bestimmt 
zu werden. Für kleine Segmentanzahlen ist er in 186H186H202H201H201HTabelle 2.2 dargestellt. Für größere 
Segmentanzahlen sollte er berechnet werden oder ist dem Diagramm 187H187H203H202H202HAbbildung 2.13 zu 
entnehmen.  




−⋅⋅=Δ xFNHLL  (2-30) 
Für die berichtigte Impedanz gilt entsprechend die Gleichung 189H189H205H204H204H(2-31). 
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Tabelle 2.2: Fehlverhältnis der Anfangsinduktivität 




















Abbildung 2.13 - Fehlverhältnis der Anfangsinduktivität 
Fazit: 
• Die Stromverdrängung 1.Ordnung kann für eine beliebige Segmentanzahl über eine 
Reihenentwicklung berechnet werden. 
• Das Ergebnis liegt in der Form einer frequenzabhängigen Impedanz vor. 
• Somit ist die Beschreibung der Feld- und der Stromverdrängung im stationären 
Betriebsfall möglich. 
• Die Berechnung der Segmentströme kann über einfache Rechenoperationen mit Hilfe 
der Impedanzgleichung erfolgen, was jedoch hier nicht gezeigt wurde. 
• Die Kettenleiterdarstellung kann über eine geschlossen berechenbare Korrekturinduk-
tivität berichtigt werden. 
 
2.3.2 Transiente Stromverdrängung 
Die Berechnung des transienten Verhaltens eines Leiterstabes kann bisher nur mit dem Abbild 
der Stromverdrängung 2.Ordnung auf eines 1.Ordnung erfolgen. Es eignen sich alle bisher 
vorgestellten Diskretisierungsverfahren. Die im letzten Abschnitt gezeigte Lösung ermöglicht 
jedoch einen stark verkürzten mathematischen Lösungsweg. Hierzu ist der komplexe Faktor 
α, durch ein Produkt aus dem Laplaceoperator und der Segmentzeitkonstante T nach 





Ls ⋅==̂α  (2-32) 
Die Impedanz des Leiterstabes ergibt sich damit im Frequenzbereich als gebrochenrationale 
Funktion.  
Die Nachbildung der Stromverdrängung 2.Ordnung durch die der 1.Ordnung gilt jedoch nur 
bei ausreichender Diskretisierung, also ausreichender Segmentanzahl. Als Kriterium für eine 
hinreichende Genauigkeit kann das Verhältnis von Segmenthöhe zu Eindringtiefe 191H191H207H206H206H(2-34) 









     (2-33) 
Hierzu muss jedoch die maximal auftretende oder zumindest die dominante Frequenz des 
Stabstromes bekannt sein.  
Praktisch alle Frequenzen lassen sich über eine Sprungantwort der Spannung anregen. Geht 
man von einem Spannungssprung an den Stabenden aus, so ergibt sich bei einem 
stromverdrängungsfreien Stab eine Exponentialfunktion mit der Stabzeitkonstante TStab. 
Betrachtet man nur den Widerstand und die Nutteilstreuinduktivität des Stabes, so wird die 








LT  (2-34) 
Der Diskretisierungsgrad für den Rechteckstab wird mit 192H192H208H207H207H(2-33) definiert. Setzt man für die 
Frequenz f den Kehrwert der dominanten Stabzeitkonstante ein, so ergibt sich der 















. Die Wahl von drei Segmenten verspricht somit schon eine sehr gute 
Annäherung an die Lösung des Problems. Die Segmenthöhe selbst tritt hier nicht mehr auf, da 
die Trägheit des Stabes mit steigender Höhe zunimmt.  
Im Folgenden wird an drei Beispielen das Verhalten des Stabgesamtstroms für unterschiedli-
che Diskretisierung gezeigt. Die Verläufe werden als bezogene Größen dargestellt und gelten 
für jeden rechteckigen Kupferleiter bei 20°C.  
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Die Impedanzen im Laplace-Bereich werden nach Gleichung 193H193H209H208H208H(2-31) unter Beachtung von 
































==  (2-37) 






=  (2-38) 
Die charakteristische Gleichung liefert dabei NH Nullstellen. Damit kann formal 196H196H212H211H211H(2-38) in den 
Zeitbereich transformiert werden. Für NH=3 wäre auch eine geschlossene Ableitung möglich. 
Aufgrund ihres Umfanges und ihres geringen Nutzens wird jedoch darauf verzichtet. 
Die Berechnung der Pole erfolgt also numerisch. Das Ergebnis besteht aus einer Summe von 





















1)(  (2-39) 
Der Stromverlauf kann auf alle rechteckigen Stabanordnungen übertragen werden und ist 





Tabelle 2.3: Zeitkonstanten und Amplituden der Stabstromverläufe 
k  1 2 3 4 5 6 7 
ak 0,814358 0,075866 0,10978     
NH=3 
Stabk TT 1,19835 0,85575 0,16052     
ak 0,81187 0,09645 0,03982  0,02526 0,02661   NH=5 
Stabk TT 1,20961 0,14362 0,05920 0,03728 0,03028   
ak 0,81122 0,09324 0,03594 0,02036 0,01423 0,01153 0,01348 NH=7 
Stabk TT 1,21268 0,13936 0,05371 0,03040 0,02120 0,01706 0,01538 
 
Mit zunehmender Segmentanzahl erhält man größere Polstellen, d. h. kleinere Zeitkonstanten. 
Diese sind jedoch auch mit immer kleiner werdenden Amplituden verbunden. Hierdurch wird 
bereits mit einer Diskretisierung von drei Segmenten eine gute Nachbildung der 
Sprungantwort des Stabstromes in 199H199H215H214H214HAbbildung 2.14 erreicht. Lediglich für kleine Zeiten, also 
große Frequenzen, lassen sich Abweichungen in den Stromverläufen feststellen. Für eine 
schwache Anregung höherer Frequenzen als der der Stabeigenfrequenz kann also bereits mit 
drei bzw. fünf Segmenten sehr genau gerechnet werden. Die dominante Zeitkonstante bleibt 
beim direkten Spannungssprung die Stabzeitkonstante.  
Sehr deutlich ist der Unterschied zu der Sprungantwort des stromverdrängungsfrei 
angenommenen Stabes in 200H200H216H215H215HAbbildung 2.14 erkennbar.  
 




• Eine Abbildung eines Rechteckstabes durch zumindest drei Segmente liefert eine 
ausreichende Genauigkeit bei der Berechnung des Stromes bei Spannungssprung.  
Aus technischer Sicht ist jedoch das Zusammenspiel der Stabimpedanz mit einem Stromregler 
von höherem Interesse. Durch die Kompensation der Stabzeitkonstante ergibt sich eine 
deutlich stärkere Anregung von hohen Frequenzen als es bei der einfachen Sprungantwort der 
Fall ist. 
Praktisch benötigt man für die Stromregelung in elektrischen Maschinen einen Stromrichter 
als Stellglied. Dieser weist bei typischen Leistungen von über 1kVA ein Totzeitverhalten auf. 
Für die Regleroptimierung wird dieses Totzeitglied zumeist durch ein PT1-Glied ersetzt, vgl. 






















































































, StabN TT =  (2-40) 
Stellt man Regelverstärkung VR und Nachstellzeit TN betragsoptimal ein, so ergibt sich der 











































sin1)( 2  (2-41) 
Die Sprungantwort enthält damit praktisch nur noch die halbe Taktfrequenz des Stromrichters 
als anregende Frequenz. Die Anregung ist ihrem Charakter nach völlig verschieden zum 
direkten Spannungssprung am Stab.  
Die Eindringtiefe des Stromes in den Leiterstab wird erheblich reduziert und folglich der 
Diskretisierungsgrad bei drei Segmenten für hohe Stäbe deutlich verschlechtert. Für einen 
Kupferstab bei 20°C und einer heute üblichen Taktfrequenz von 3kHz ergibt sich nach 202H202H220H219H219H(2-42) 






T2  (2-42) 
Die Segmenthöhe, bzw. Diskretisierung, richtet sich nach der Stabhöhe. Für einen 5mm hohen 
Läuferstab ist bei 3kHz eine Diskretisierung mit drei Segmenten gerade noch ausreichend. Für 
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Maschinen mit einer Bemessungsleistung von einigen hundert Kilowatt sind mitunter jedoch 
Stabhöhen von bis zu 60mm üblich.  
Ein Diskretisierungsgrad über 1 führt dabei zu falschen Aussagen bei der Wahl der 
Reglerparameter. Ab einem Diskretisierungsgrad von 1,7 sind bereits deutliche Abweichungen 
in den Stromverläufen des geschlossenen Regelkreises zu verzeichnen.  
 
Abbildung 2.15 - Sprungantwort des geschlossenen Regelkreises für 15mm Stabhöhe und fsr=3kHz 
Wie 203H203H221H220H220HAbbildung 2.15 zeigt, ist die Stromform der Führungssprungantwort stark von der 
gewählten Segmentzahl abhängig. Eine zu hoch gewählte Segmenthöhe hätte eine 
Falschaussage über das reelle Systemverhalten zur Folge. Die reduzierte Segmenthöhe wurde 
als Kenngröße für die erreichte Qualität der Diskretisierung bereits eingeführt. Als anregende 
Frequenz wird die halbe Pulsfrequenz des Stromrichters definiert. Der Diskretisierungsgrad 















     (2-43) 
Eine weitere Tatsache, die in 205H205H223H222H222HAbbildung 2.15 dargestellt wird, ist der stark von der Idealform 
abweichende Stromverlauf. Das Führungsverhalten ist bei betragsoptimaler Reglereinstellung 
unter Annahme eines reinen PT1-Verhaltens des Stabes ungenügend. Die Ursache für dieses 
Verhalten liegt in der Anregung der Stromverdrängung infolge der hohen Pulsfrequenz und 
der damit geringen Eindringtiefe in den Stab. Dieser Effekt wird demnach durch eine hohe 
Pulsfrequenz des Umrichters begünstigt und durch eine geringe Stabhöhe gedämpft.  
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Das unbefriedigende Verhalten des Regelkreises bei Führungsgrößensprung bedarf einer 
Optimierung. Für die Untersuchung des Regelverhaltens eignet sich besonders das Bode-
Diagramm. Es benötigt den Kehrwert der Impedanz als Streckenverhalten und ist somit 
prädestiniert für die Anwendung der Gleichung 206H206H224H223H223H(2-31). Für die Darstellung des Amplituden-
gangs reicht dabei ein Diskretisierungsgrad von etwa 1 aus. Der Phasengang reagiert jedoch 
deutlich empfindlicher auf die Anzahl der gewählten Segmente. Er sollte daher mit einem 
Diskretisierungsgrad kleiner als 1/√2 berechnet werden. Für den 15mm hohen Beispielstab 
ergibt sich somit eine Aufteilung in mindestens 13 Segmente.  
Das Verhalten des offenen Regelkreises wird für eine betragsoptimale Einstellung nach der 
Stabzeitkonstante also identisch zu 207H207H225H224H224HAbbildung 2.15 in 208H208H226H225H225HAbbildung 2.16 dargestellt.   
 
 
Abbildung 2.16 - Bode-Diagramm für die Reglereinstellung nach PT1-Verhalten des Stabes 
Das ideal angenommenen PT1-Glied zeigt das zu erwartende Verhalten. Eine Übereinstim-
mung zum realen Verhalten des Stabes ergibt sich jedoch erwartungsgemäß nur für relativ 
kleine Frequenzen. Die große Phasenreserve führt für höhere Frequenzen zu einer 
ungenügenden Ausschöpfung der dynamischen Möglichkeiten der Regelstrecke. Durch die 
Feldverdrängung im Stab kommt es zu einer erheblichen Anhebung des Phasengangs im 
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Bereich der Durchtrittsfrequenz. Diese Tatsache ermöglicht es, den Regler deutlich 
dynamischer einzustellen. 
Der erste Ansatzpunkt der Regleroptimierung ergibt sich mit der Reduzierung der 
Nachstellzeit. Hierdurch wird die Phasenanhebung des PI-Reglers erst bei höheren 
Frequenzen wirksam. Die Nachstellzeit wird, wie es die Einstellregeln des Betragsoptimums 
vorschreibt, auf den Punkt geschoben, wo das langsamste Trägheitsglied der Regelstrecke 
einen Phasenwinkel von -45° aufweist. Im vorliegenden Fall ist dies bei TN etwa 2ms. Die 
Regelverstärkung wird anschließend auf einen Phasenrand von rd. 66° eingestellt. Hierzu ist 
die Streckenverstärkung, mit dem Faktor 2,7 zu multiplizieren. 
Die optimierte Einstellung, d. h. ein möglicher Optimierungsvorschlag, wird im Bode-
Diagramm in 209H209H227H226H226HAbbildung 2.17 wiedergegeben. 
 
Abbildung 2.17 - Bode-Diagramm mit optimierter Reglereinstellung 
Mit der Anhebung der Durchtrittsfrequenz auf das 4,4-fache ist mit einer deutlichen 
Verbesserung des Führungsverhaltens zu rechnen. 
Für den numerischen Nachweis wurde ein Stabmodell mit 30 Segmenten in der 





Abbildung 2.18 - Führungsgrößensprungantwort mit optimierter Reglereinstellung 
Durch geeignete Reglereinstellung ist es möglich mit einem stromverdrängungsbehafteten 
Leiterstab von 15mm Höhe und einer Stromrichterpulsfrequenz von 3kHz eine 4 mal 
schnellere Anregelzeit zu erreichen, als dies mit einem stromverdrängungsfreien Leiter der 




3 Runddrahtwicklungen aus parallelen Leitern  
Niederspannungsdrehstrommaschinen werden bis auf wenige Ausnahmen mit Ankerwicklun-
gen ausgestattet, die aus isolierten und zumeist runden Einzelleitern bestehen. Diese werden 
auf Schablonen vorgespult und anschließend in die Nuten maschinell oder manuell 
eingebracht.  
Während des Aufspulens auf die Schablone wird die spätere Windungszahl je Nut und 
Wicklungsschicht festgelegt. Man spricht dabei von sogenannten Schleifenspulenwicklungen. 
Bei kleinen Maschinen ist die Windungszahl je Nut relativ hoch, so dass ein Parallelschalten 
mehrerer Einzeldrähte vermieden werden kann. Mit steigender Achshöhe erhöhen sich jedoch 
die Nutzahlen und damit die Lochzahlen der Ankerwicklungen. Zudem steigt der magnetische 
Fluss aufgrund der wachsenden Luftspaltfläche. 
Problemlos wären auch größere Maschinen ohne die Parallelschaltung von Einzeldrähten 
ausführbar, wenn eine Anpassung über die Klemmenspannung möglich wäre. Aufgrund der 
festgelegten Spannungsebenen und vor allem wegen des deutlich höheren Kostenaufwandes 
für spannungsfestere Stromrichter werden Maschinen heute bis in den Megawattbereich auf 
der Niederspannungsebene (400-690V) betrieben. 
Insbesondere bei Maschinen mit hohen Bemessungsfrequenzen ist der Motorenhersteller 
gezwungen, die Ankerwicklungen mit Wicklungen auszuführen, die aus bis zu einigen zehn 
parallelen Drähten bestehen.  
 
3.1 Herstellung von geträufelten Wicklungen 
Die Herstellung von Niederspannungsrunddrahtwicklungen kann manuell erfolgen, was 
weithin als geträufelte Wicklung bezeichnet wird oder maschinell in die Nut eingezogen 
werden. Hierfür hat sich der Begriff Einziehwicklung etabliert. In den Normschriften findet 
man auch die Bezeichnung wild ausgeführte Wicklung oder Wicklung mit Windungstrennung. 
Dabei steht die wilde Wicklung für das Einträufeln der Leiter mit lediglich einer 
Phasenisolation von Ober- und Unterschicht. Bei der zweiten Art, der Windungstrennung, legt 
man zwischen die einzelnen Windungen eine weitere Isolationsschicht. Für die Fertigung von 
Einzelmaschinen hat die manuell hergestellte wilde Wicklung im Elektromaschinenbau, 
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besonders bei Sondermotoren, auch heute noch eine große Bedeutung. Dies gilt hauptsächlich 
für mittlere bis große Prüfstandsmotoren. Die folgenden Ausführungen werden sich daher 
auch auf diese Technologie beschränken. 
  
Abbildung 3.1 - Spulen einer Runddrahtwicklung mit 14 parallelen Leitern 
In der 211H211H229H228H228HAbbildung 3.1 (links) ist das Aufspulen der Drähte auf die Schablone dargestellt. Die 
Spule wird dabei direkt mit 14 isolierten parallelen Drähten gleichzeitig gewickelt. Diese 
werden über einen Spulenrahmen (rechts im Bild) zugeführt. Anschließend werden die 
fertigen Spulen einer Wicklungsgruppe nutenweise abgebunden und nach Anfang und Ende 
gekennzeichnet. Eine Spulengruppe bezeichnet dabei den Teil der Spule, der direkt 
hintereinander, also ohne Schaltverbindung, gewickelt wurde. Eine solche Spulengruppe ist in 
212H212H230H229H229HAbbildung 3.2 im Wicklungsschema dargestellt. 
 
Abbildung 3.2 - (eine) Spulengruppe einer Vierlochwicklung  
Die fertiggestellte Spulengruppe aus 213H213H231H230H230HAbbildung 3.1 ist in 214H214H232H231H231HAbbildung 3.3 a) einträufelfertig zu 
sehen. Der Einträufelvorgang ist in 215H215H233H232H232HAbbildung 3.3 b) schematisch angedeutet. 
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Abbildung 3.3 - a) fertige Spulengruppe           b) Einträufeln der Einzeldrähte in die Nut  
Die Parallelschaltung der Einzeldrähte erfolgt am Klemmenbrett durch eine Lötverbindung in 
sogenannten Kabelschuhen, wie die 216H216H234H233H233HAbbildung 3.4 zeigt. 
  
Abbildung 3.4 - Verbinden der parallelen Drähte in Kabelschuhen am Klemmenbrett  
Die Zusammenschaltung der Spulengruppen erfolgt ebenfalls am Klemmenbrett. In der 
217H217H235H234H234HAbbildung 3.4 sind die zwei Spulengruppen je Strang durch Messingbrücken parallel 
geschalten. Je nach Anschlussquerschnitt kann diese Zusammenschaltung der Spulengruppen 
auch in den Kabelschuhen erfolgen. 
 
3.2 Annahme der stromverdrängungsfreien Wicklung 
Zur Begriffsklärung und einer kurzen Zusammenfassung der wichtigsten physikalischen 




Die Annahme einer stromverdrängungsfreien Wicklung ist dann näherungsweise gegeben, 
wenn die Wicklung aus vielen dünnen Leitern besteht, die alle durch eine Reihenschaltung 
verbunden sind. Dies gilt für die meisten Drehstrommaschinen kleiner Achshöhe.  
Für die Berechnung der Eigenschaften einer Spulengruppe ist die Lochzahl der Wicklung ein 
wichtiger Koeffizient. Er beschreibt, wie viele Nuten eine Spulengruppe, auch Wicklungs-
zweig genannt, belegt sind. Hierfür ist die Nutzahl durch die Strangzahl der Wicklung m, die 







1  (3-1) 
 
3.2.1 Ohmscher Widerstand der Wicklung 
Der ohmsche Widerstand der Spulengruppe einer Ankerwicklung ergibt sich aus einem im 
Eisen eingebetteten Anteil über die Eisenlänge l und einem Wicklungskopfanteil. Die 
Berechnung des Längenanteils des Wicklungskopfes ergibt sich aus dem Produkt der 
Polteilung τp und einem Erfahrungswert kL. Die mittlere Leiterlänge wird somit nach 
Gleichung 218H218H236H235H235H(3-2) bestimmt. 
pLm kll τ⋅+=1  (3-2) 
Für den Spulengruppenwiderstand gilt mit dem blanken Drahtdurchmesser do die Gleichung 














Gültig ist diese Gleichung für alle Ein- und Zweischichtwicklungen, die eine Spulengruppe je 
Strang und Pol aufweisen. Der Strangwiderstand stellt sich gemäß der Zusammenschaltung 




3.2.2 Blindwiderstände der unterteilten Wicklung 
Die Blindwiderstände der Wicklung entstehen aus dem magnetischen Feld, mit welchem die 
Wicklung verkettet ist. Dieser Verkettungsfluss wird nach seinen geometrischen Ursachen 




Die Nutteilstreuung bezeichnet den magnetischen Feldanteil, der angetrieben durch die 
Nutdurchflutung den Nutenraum in Richtung quer zur Symmetrieachse erfüllt. In der 
vorliegenden Arbeit wird darunter ausschließlich der Streuanteil verstanden, welcher sich über 
der aktiven Nuthöhe ergibt. Die Besonderheit dieses Streuflusses ist, dass er mit jeder 
Windung in der Nut unterschiedlich verkettet ist. Die Berechnung des Nutstreuflusses und 
damit der Nutteilstreuinduktivität ist in 169H220H220H238H237H237H[80] und 170H221H221H239H238H238H[65] für verschiedene Nutformen und 
Wicklungsausführungen ausführlich beschrieben. Die Ableitung für eine Nut mit einer 
homogen durchsetzten Durchflutung, einem rechteckigen Querschnitt der Höhe hn1, der Breite 
bn1 und der Länge l, sowie der Windungszahl z je Nut und Schicht wird in der folgenden 
Betrachtung durchgeführt. Es wird zudem vorausgesetzt, dass man die magnetischen 























lxxziL n ⋅⋅⋅=⋅⋅Θ⋅=⋅= ∫
μμψ σσ  (3-6) 
Für die gesamte Spulengruppe ist die Gleichung 222H222H240H239H239H(3-6) mit der Lochzahl zu multiplizieren. 
Wird die Zahl ad der z Leiter parallel geschaltet, so ergibt sich die Windungszahl je Nut und 









lwqL ⋅⋅= μσ . (3-7) 
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Gültig ist diese Gleichung für alle Ein- und Zweischichtwicklungen, die eine Spulengruppe je 
Strang und Pol aufweisen und nicht gesehnt ausgeführt sind. 
Für die Auslegung der Wicklung interessiert die resultierende Windungszahl einer 
Spulengruppe, die proportional zur induzierten Spannung des Hauptfeldes ist. Diese steht mit 
der Wahl der Bemessungsspannung praktisch fest. Sie wird für eine Zweischichtwicklung 
mit nZweig wqw ⋅= 1  definiert, ist aber in der Praxis nicht gebräuchlich. Es können auf diese 
Weise jedoch für die Auslegung von Induktionsmaschinen wichtige Zusammenhänge erklärt 
werden.  













L ⋅⋅⋅= μσ . (3-8) 
Es sei also bemerkt, dass sich die Windungszahl je Spulengruppe oder Wicklungszweig Zweigw  
aufgrund der festliegenden Spannung nicht ändern kann, wogegen man durch die Lochzahl 
direkt auf die Nutteilstreuinduktivität Einfluss nehmen kann. Für ein großes Feldstellverhalten 
und eine gute Überlastbarkeit der Maschine ist eine möglichst geringe Streureaktanz 
erwünscht.  
Bei einer gesehnten Zweischichtwicklung liegen einige Spulenseiten unterschiedlicher 
Stränge in einer Nut. Die Phasenverschiebung zwischen ihnen bewirkt eine Reduzierung der 
Nutteilstreuung und der Zahnkopfstreuung.  
Die Nutteilstreuung ist somit um den Faktor ks kleiner als bei einer ungesehnten Wicklung 






















Für Maschinen mit kleinem Luftspalt hat die Zahnkopfstreuung einen relativ hohen Anteil am 
Gesamtstreufluss. Dies ist vor allem bei Asynchronmaschinen der Fall, während bei 
Synchronmaschinen mit Luftspaltmagneten an diese Stelle die Bohrungsstreuung tritt. Die 


















⋅⋅⋅=  (für N2>N1) (3-11) 




Die Vorausberechnung der Wicklungskopf- oder Stirnstreuung für manuell hergestellte 
Runddrahtwicklungen ist nur näherungsweise möglich, da die Lage der einzelnen Drähte 
unscharf ist. In 177H231H231H249H248H248H[66] sind zur Stirnstreuung sehr umfangreiche Aussagen getroffen worden. Da 
dieser Streuanteil relativ klein gegenüber den bereits berechneten Streuanteilen ist, soll hier 
nur eine Näherungsgleichung für die Größenordnung der zu erwartenden Streuflüsse des 
Wicklungskopfes angegeben werden. Für Kurzschlussläufermaschinen mit einer 
Zweischichtwicklung kann nach 178H232H232H250H249H249H[66] in guter Näherung die Gleichung 179H233H233H251H250H250H(3-12) zur Berechnung 
der Stirnstreuung eingesetzt werden. 
( ) 36,0102 ⋅−⋅= llwL mZweigS μ  (3-12) 
Dieser Streuanteil ist nur von den geometrischen Abmessungen der Maschine abhängig und 
zeigt aufgrund seiner Umgebung im Luftraum des Stirngebietes keinen Einfluss auf q. Für die 
Berechnung der Maschineninduktivitäten sind die hier berechneten Induktivitäten, 
entsprechend der Schaltung der Spulenzweige zusammenzurechnen. 
 
3.3 Stationäre Stromverdrängung 1.Ordnung 
Auch die Ständerwicklung ist trotz ihrer Unterteilung in viele Teilleiter dem physikalischen 
Effekt der Stromverdrängung ausgesetzt. Es kann in der Ständernut zwischen Kreisstromef-
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fekten, also der Stromverdrängung 1.Ordnung, und einem Wirbelstromeffekt, also der 
Stromverdrängung 2.Ordnung, unterschieden werden. 
So entsteht zum einen eine inhomogene Stromverteilung über die Höhe der Teilleiter selbst, 
welche umfassend in der Literatur, z. B. 180H234H234H252H251H251H[46] usw., behandelt wurde. Zu ihrem Charakter 
gehört, dass sich die Stromwirbel in jedem Teilleiter über dessen Länge frei ausbreiten. 
Aufgrund der geringen Leiterhöhen ist dieser Effekt jedoch bei gewöhnlichen Frequenzen 
relativ gering. 
Der zweite Mechanismus, die Stromverdrängung 1.Ordnung, entsteht durch die 
Kurzschlussmaschen, welche die parallelen Drähte in der Nut bilden. Für diese Art der 
Stromverdrängung ist charakteristisch, dass sich der Stromwirbel nur über eine gesamte 
Spulengruppe ausbilden kann. Dieser Effekt wurde in 182H235H235H253H252H252H[38], 183H236H236H254H253H253H[9] und 184H237H237H255H254H254H[53] beschrieben.   
In 182H235H235H256H255H255H[38] wird eine Spule mit 30 parallelen Leitern und vier Windungen je Nut betrachtet. Die 
Windungen sind gegeneinander isoliert in die Nut eingelegt, wovon bei einer wilden 
Leiteranordnung nicht ausgegangen werden darf. Eine Windung wurde anschließend 
mathematisch als massiver Teilleiter mit reduziertem ξ behandelt, was falsch ist, da die 
Kreisströme sich über alle Windungen der Spulengruppe ausbilden. 
Das in 257H256H256H[53] vorgestellte Verfahren ist praktisch nur auf Formspulenwicklungen anwendbar. 
Das in 258H257H257H[9] beschriebene Berechnungsverfahren nutzt die Berechnung, der in den Schlingen 
induzierten Spannungen. Es gilt jedoch nur für einen sehr kleinen Frequenzbereich und wurde 
als Ausgangspunkt für die in dieser Arbeit veröffentlichten Rechenvorschriften verwendet. 
Das einzige durch Messungen unterlegte Verfahren zur Bestimmung des Stromverdrängungs-
faktors der Ständerwicklung ist von 259H258H258H[40] veröffentlicht worden. Es basiert auf empirischen 
Daten einer Maschinenbaureihe und ist damit von seinem Einsatzbereich her eingeschränkt. 
Insbesondere für relativ große und hoch ausgenutzte Maschinen mit entsprechend hohen 
Nuten wirken sich die diesem Effekt geschuldeten zusätzlichen Leitungsverluste sehr stark 
auf die Erwärmung der Wicklung aus. Eine treffsichere Möglichkeit zur Vorausberechnung 
dieses Verlustanteils ist für den Maschinenentwurf unbedingt erforderlich.   
Es ist daher notwendig, auf theoretischem Weg eine Aussage, über Maschinen hinsichtlich des 
Frequenzverhaltens ihrer Wicklung zu ermöglichen, die sowohl eine beliebige Nuthöhe als 
auch eine beliebig hohe Anzahl paralleler Leiter aufweist.  
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Es wird an dieser Stelle nochmals darauf verwiesen, dass hier die eingangs beschriebene 
manuell geträufelte wilde Wicklung gemeint ist. Auf die Untersuchung von   Formspulen-
wicklung wird in der vorliegenden Arbeit nicht eingegangen. Verfahren für die Berechnung 
der Stromverdrängung derartiger Wicklungen sind bereits in 187H240H240H260H259H259H[65] und 188H241H241H261H260H260H[80] eingehend 
beschrieben worden.   
 
3.3.1 Stromverdrängung mit vernachlässigbarer Sättigung des 
Eisenkreises 
Für die meisten Induktionsmaschinen kann von einer mäßigen Sättigung der Ständerzähne 
ausgegangen werden. In diesen Maschinen ist das Nutquerfeld für die Nutteilstreuung 
dominant. Die Berechnung der Nutteilstreuung erfolgt analytisch sehr treffsicher unter dieser 
Annahme. Demzufolge wird in der Mehrzahl der Fälle die Vernachlässigung des 
Nutlängsfeldes keine Auswirkung auf das Ergebnis der Stromverdrängung haben. 
 
3.3.1.1 Berechnungsansatz für eine beliebige Anordnung der Teilleiter 
Die Beschreibung der elektromagnetischen Vorgänge in der Nut einer geträufelten Wicklung 
erfordert die richtige Anwendung der Maxwellschen Gleichungen auf die gegebene 
Geometrie. Eine der größten Schwierigkeiten wird mit dem Erfassen der exakten Geometrie 
verbunden sein. Bedenkt man, dass eine gesamte Leiteranzahl von 100 Stück je Nut keine 
Seltenheit darstellt, so erhält man 15710333,9!100 ⋅≈  Möglichkeiten der Lage aller Leiter. 
Da eine Spule zudem in mehreren Nuten liegt, muss man zwangsläufig zu der Erkenntnis 
gelangen, dass eine analytische Beschreibung des Problems nur durch vereinfachende 
Annahmen in Bezug auf die Geometrie möglich wird. 
Es sei jedoch darauf verwiesen, dass jede beliebige Permutation der Leiter in der Nut oder in 




3.3.1.2 Berechnungsansatz für eine schematische Anordnung der Teilleiter 
Eine technisch verwertbare Aussage über den Wirkungsmechanismus der Ständerstromver-
drängung kann nur über die Überführung des realen Chaos in ein Schema erfolgen. Eine 
derartige Abstraktion findet sich bereits in der Veröffentlichung 262H261H261H[9]. 
Es werden folgende Gegebenheiten postuliert (vgl.190H242H242H263H262H262H[9]). 
• Durch das Vorspulen, was gleichzeitig mit allen parallelen Drähten erfolgt, liegen die 
parallelen Drähte relativ dicht beieinander. Für eine große Anzahl paralleler Drähte 
kann davon ausgegangen werden, dass die Drähte einer Windung in Schichten über-
einander in der Nut liegen. Es kommt somit zu Leiterlagen, welche alle eindeutig einer 
Windung zugeordnet werden können. Per Definition wird festgelegt, dass NB Teilleiter 
zu einer Leiterlage gehören. Dabei muss NB keine ganze Zahl sein. 
• Die Leiterlage ist als Segment in der Nut aufzufassen. Sie wird mit einem fortlaufen-
den Index k=1;2;3…(n=wn·NH) bezeichnet. 
• Mit der fiktiven Bildung von Leiterlagen kommt man zu einer festen Anzahl von 
(Leiterlagen je Windung)=Windungslagen, welche in Anlehnung an 191H243H243H264H263H263H[9] mit NH 
bezeichnet wird. Diese Anzahl paralleler Leiter- oder Windungslagen muss als ganze 
Zahl definiert sein. Es muss gelten: ad = NH ·NB. 
• Eine Windungslage tritt entsprechend der Windungszahl wn mal in der Nut auf 
(Reihenschaltung). Die Windungslage wird durch einen kleinen Buchstaben a;b;c usw. 
bezeichnet. 
• Kreuzungen der Einzeldrähte in der Nut werden aufgrund der hohen Nutfüllungen 
ausgeschlossen. 
• Die magnetischen Spannungsabfälle im Magnetkreis, insbesondere in den Zähnen, 
können vernachlässigt werden. 
• Die Wirkung von Oberwellenfeldern an der Nutöffnung wird vernachlässigt. 
• Aus Gründen der Anschaulichkeit wird jede Nutform in eine rechteckige Nut 
überführt. Es können auch beliebige Nutformen beschrieben werden. Hierbei sind 
jedem Segment entsprechend seiner geometrischen Beschaffenheit ein elektrischer 
Widerstand und ein magnetischer Leitwert zuzuweisen.  
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Durch die soeben erläuterte Systematisierung der geometrischen Gegebenheiten wird das 
Problem für einen analytischen Ansatz zugänglich. Durch die Bildung von Leiterlagen wird 
ein Band vorgegeben, in welchem sich die Teilleiter befinden sollen. Dabei sollte man nicht 
von einer absoluten Ordnung ausgehen. Vielmehr wird angenommen, dass sich die Teilleiter 
in einem bestimmten Band der Höhe Δx aufhalten. Diesem Band können dann elektrische 
sowie magnetische Eigenschaften zugeschrieben werden. Die geometrische Größe Δx ergibt 
sich als Quotient aus Nuthöhe und dem Produkt der Anzahl der übereinander liegenden 







=Δ 1  (3-13) 
Zusammen mit der konstanten Nutbreite kann der Leiterlage ein magnetischer Leitwert 




xlq Δ⋅⋅⋅=Λ μ                 (3-14) 
Das Stromverdrängungsproblem ist daher bereits diskretisiert und kann nach einem der 
vorgestellten Lösungsverfahren entwickelt werden. 
Die besten Ergebnisse lieferte das Verfahren von 267H266H266H[7] mit einer steigenden Durchflutung über 
die Leiterlagenhöhe. Die Nummerierung der Leiterlagen erfolgt über die Indizes:   k = 1 … n. 
Dabei stellt n die gesamte Anzahl der Lagen der Nut dar. Der Index k wird vom Nutgrund 













wlqR nm  
(3-15) 
Für eine Windungslage wird der Gleichstromwirkwiderstand nach 194H247H247H268H267H267H(3-15) berechnet. 
Zweckmäßig ist es, ihn für eine gesamte Spulengruppe zu definieren. Der gesamte 
Gleichstromwiderstand einer Spulengruppe ist entsprechend NH-mal kleiner.  
Jeder Leiterlage kann deshalb nach 248H248H269H268H268H(2-19) eine Flussverkettung zugeordnet werden, welche aus 
den gezeigten Anteilen besteht (vgl.195H249H249H270H269H269H[7]). Es ist damit möglich, für jede Leiterlage, egal wie 
die spätere Wicklung wirklich aufgebaut ist, eine Flussverkettung anzugeben. Mit Gleichung 
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vkk ivniikniknψ  (3-16) 
Voraussetzung hierfür ist jedoch, dass alle q1 Nuten identisch aufgebaut sind. Dies wird für 
eine ungesehnte Wicklung zunächst vorausgesetzt und stellt die einfachste aller 
Möglichkeiten zur Modellierung der Wicklung dar. 
Zum besseren Verständnis der Problematik wird im weiteren Verlauf auf ein einfaches 
Beispiel einer vierpoligen Maschine zurückgegriffen. Die Hauptdaten zur Ausführung der 
Ständerwicklung sind in Tabelle 3.1 aufgeführt. 
 
Um eine Aussage über das Verhalten der Wicklung in der Nut zu treffen, muss die 
geometrische Anordnung der Leiterlagen bekannt sein oder in Form von Extremlagen 
vorgegeben werden. Für das Grundverständnis sollen hier zunächst zwei charakteristische 
Anordnungen gewählt sein, an welchen die prinzipiellen Effekte gezeigt werden können.  
Windungslagenverteilung „geordnet“ 
Die einfachste Anordnung ergibt sich, wenn alle Windungen völlig regelmäßig in der Nut 
übereinander gestapelt liegen. Diese Anordnung soll folgend als „geordnet“ bezeichnet 
werden. So entstehen wn gleich bezeichnete und NH unterschiedliche Leiterlagen. Die 
Leiterlagen, welche zu einer Windung gehören, sollen fortan als Windungslagen bezeichnet 
werden. Es gehören also immer NH Windungslagen zu einer Windung. Diese Windungslagen 
lassen sich frei in der Nut verschieben und führen so für jede Position zu einem anderen 
Impedanzverhalten der Wicklung.    
Tabelle 3.1 -   wassergekühlte Asynchronmaschine UHTW 315.4-4, Werknr. 22347.05/001 
Breite der Nut: bn  = 9,5   Höhe der Nut: hn1  = 53,9
Windungszahl je Nut: wn  = 8   Lochzahl der Wicklung : q1  = 5
Anzahl der parallelen Drähte: ad  = 15   Anzahl der Lagen: NH  = 3
Anzahl der Drähte 
nebeneinander: 
NB  = 5   Paketlänge: l  = 660
mittlere Leiterlänge: lm1  = 1080   Leiterdurchmesser blank: do  = 1,6
(alle Längenangaben in mm) 
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Es soll bereits für die hier dargestellte Einschichtwicklung eine Trennung zwischen Ober- und 
Unterschicht eingeführt werden. Diese Darstellung ist dem Umstand geschuldet, dass die hier 
behandelten Maschinen ausschließlich mit Zweischichtwicklungen ausgeführt wurden. Die 
Windungslagen werden daher in der Ober- und in der Unterschicht identisch verteilt. 
Wie in 197H251H251H272H271H271HAbbildung 3.5 gezeigt, lassen sich die Windungen der Spule als solches wiedererken-
nen. Aufgrund der Reihenschaltung der einzelnen Windungen findet man in jeder Windung 
die gleichen Ströme in den Teilleitern der gleich bezeichneten Windungslagen wieder. Diese 
werden durch Farben bzw. Buchstaben ia, ib usw., bzw. ψa, ψb usw. gekennzeichnet, um nicht 
mit den fortlaufenden Indizes der Teilleiterlagen in Konflikt zu geraten. Durch das 
angenommene reine Nutquerfeld sind alle Ströme der NB Teilleiter einer Lage identisch. 
 
Abbildung 3.5 - Systematisierung der Lagenverteilung am Beispiel „geordnet“ 
Es muss darauf hingewiesen werden, dass die einzelnen Windungen nicht unabhängig 
voneinander betrachtet werden dürfen. Durch die entlang der Nuthöhe steigende Durchflutung 
kommt es neben der Spannungsinduktion in den Kurzschlussmaschen auch zu einer 




Abbildung 3.6 - Systematisierung der Lagenverteilung am Beispiel „gleichverteilt“  
Die bereits gezeigte geordnete Lage der Teilleiter führt aufgrund der kleinen Querschnitte der 
Kurzschlussmaschen zu einer relativ geringen Verzerrung der Stromdichteverteilung zwischen 
den einzelnen Windungslagen. Es soll daher eine weitere Möglichkeit der Verteilung definiert 
werden.  
Windungslagenverteilung „gleichverteilt“ 
Sie basiert auf einem möglichst großen Querschnitt der Kurzschlussmaschen für das 
Nutquerfeld. Aufgrund ihres symmetrischen Charakters soll sie fortan als „gleichverteilt“ 
bezeichnet werden. Eine Besonderheit, welche der praktisch ausschließlich ausgeführten 
Zweischichtwicklung geschuldet ist, stellt die symmetrische Aufteilung zur Nutmitte dar. Dies 
bedeutet, dass die Verteilung der Leiter in Ober- und Unterschicht prinzipiell verschieden sein 
kann. Aus Gründen der Anschaulichkeit wird, wie 200H254H254H274H274H274HAbbildung 3.6 zeigt, zunächst bei einer 





3.3.1.2.1 Ungesehnte Zweischichtwicklung 
Anhand des Beispiels aus Tabelle 3.1 bzw. 275H275H275HAbbildung 3.6 201H255H255Hwird der prinzipielle Rechenweg 
erläutert. Zunächst werden die NH · wn = 24 Flussverkettungen nach 256H256H276H276H276H(3-16) 202Hberechnet. Diese 
enthalten wiederum die Lagenströme von k = 1 bis n=24. Nach den Zuordnungsvorschriften 
der 203H257H257H277H277H277HAbbildung 3.5 bzw. 204H258H258H278H278H278HAbbildung 3.6 gehen die Zugehörigkeiten der Lagen zu den 
Windungen hervor. Die n Gleichungen der Flussverkettungen enthalten dann nur noch NH 
verschiedene Ströme. Die Flussverkettungen für die „geordnete“ Zuordnung können gemäß 






























Es ergeben sich damit NH Spannungsgleichungen für eine Spule. Für die Ströme ergeben sich 


















Das Ergebnis ist ein System aus NH Differentialgleichungen. Dieses Gleichungssystem 
beschreibt dabei nur das Verhalten der Wicklung in der Nut, da für die Bildung der 
Flussverkettungen nur der magnetische Leitwert eines Teilleitersegmentes zugrunde gelegt 
wurde. Für die Beschreibung der Stromverdrängung ist das völlig ausreichend. Für das 
Gesamtverhalten der Maschine müssten die restlichen Anteile der Flussverkettung der 






























































Die Gleichung in 207H261H261H281H281H281H(3-19) zeigt die vereinfachten Flussverkettungen. Beschränkt man sich auf 
rein sinusförmige Größen, so können die Lagenströme sehr einfach über die Lösung eines 
linearen Gleichungssystems berechnet werden. Das auf sinusförmige Größen vereinfachte 
Gleichungssystem ist in 208H262H262H282H282H282H(3-20) gezeigt. Die Spannung U ist dabei eine fiktive Spannung, die 
über einer Spulengruppe abfiel, falls außerhalb der Nut keine weiteren Flussverkettungsantei-
le existierten. Der Gesamtstrom einer Spulengruppe resultiert aus der Summe über die NH 
Windungslagenströme, welche alle linear von der Gruppenspannung abhängen. Die Bildung 










































































== ω  (3-21) 
Der Stromverdrängungsfaktor ist über das Verhältnis der Wirkleistung bei Gleich- zur 
Wirkleistung bei Wechselstromspeisung definiert. Er kann ebenso über das Verhältnis von 








ZkrStd =⋅=⋅=  (3-22) 
Der Feldverdrängungsfaktor ist frequenzabhängig und aus konventioneller Sicht immer 
größer oder gleich eins. Mit der stromverdrängungsbedingten Verschiebung der Durchflutung 
in der Nut stellen sich andere Verhältnisse der Flussverkettung ein. Diese können durch das 
Verhältnis von Wechselstrom- zu Gleichstrom- Nutteilstreuinduktivität beschrieben werden. 

















nnnn wNHwNHwL Λ⋅=Λ⋅⋅=σ  (3-23) 
Für das angegebene Beispiel ergeben sich für das Zuordnungsschema „geordnet“ der 
Stromverdrängungsfaktor nach 212H266H266H286H286H286H(3-24) und der Feldverdrängungsfaktor nach 213H267H267H287H287H287H(3-25). Für die 























































Abbildung 3.7 - Strom- und Feldverdrängungsfaktoren der Stromverdrängung 1.Ordnung 
Die Abhängigkeit dieser Faktoren von der Frequenz ist in 216H270H270H290H290H290HAbbildung 3.7 dargestellt. In diesen 
Verläufen lassen sich die Auswirkungen der unterschiedlichen Leiterverteilungen auf die 
Stromverdrängung sehr gut erkennen. Für den Verlauf der „gleichverteilten“ Wicklung über 
die Frequenz ergeben sich ähnliche Verhältnisse, wie sie von massiven eingebetteten Leitern 
bekannt sind. Die Wicklung nach dem Schema „geordnet“ besitzt in dem betrachteten 
Frequenzbereich zunächst keine Wendestelle. Ähnliches zeigt sich für den Feldverdrängungs-
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faktor. Während die Nutteilstreuung der „gleichverteilten“ Wicklung bereits bei 250Hz auf 
50% ihres Gleichstromwertes gefallen ist und sich ihr Anstieg reduziert, weicht die 
„geordnete“ Wicklung in ihrer Streuflussverkettung nur wenige Prozent von ihrem 
Gleichstromwert ab und zeigt in dem betrachteten Frequenzbereich ebenfalls keine 
Wendestelle.  
Die zunächst frei gewählten Zuordnungsschemata führen daher auf einen drastischen 
Unterschied im Verhalten der Wicklung. Aus technischer Sicht sind auch größere Frequenzen 
für die Stromverdrängung interessant. Zudem stellt sich die Frage, inwieweit sich die 
Stromverdrängung 2.Ordnung auf das Betriebsverhalten der Wicklung auswirkt. Es wird 
daher eine Berechnung der Widerstandserhöhung jeder einzelnen Teilleiterlage erforderlich 
sein. Diese kann in der Berechnung des Stromverdrängungsfaktors 1.Ordnung berücksichtigt 
werden. Unter der Voraussetzung, dass alle Windungslagen in Reihe geschaltet sind, kann 
nach 229H284H284H306H306H306H[65] die Widerstandserhöhung jeder einzelnen Leiterlage beschrieben werden. Diese 
Annahme trifft auf die „geordnete“ Wicklung mit vielen Windungen recht genau zu. Für die 
„gleichverteilte“ Wicklung ist sie jedoch nur eine gröbere Näherung.  
Die Berechnung erfolgt in bekannter Form über die Ermittlung der reduzierten Leiterhöhe 
(3-28) und die Hilfsfunktionen (3-29). Schließlich kann jeder k-ten Leiterlage die 
Widerstandserhöhung nach (3-30) zugeschrieben werden. Nach [65] ergeben sich für eine 




























⋅=  (3-29) 
( )[ ] 46,01)(1)()( ⋅−⋅−+= ξψξϕ kkk kr  (3-30) 
Die Widerstandserhöhung der Windungslage gilt nur für den Nutanteil gemäß Gleichung 



































Eine Addition der Stromverdrängungsfaktoren 1. und 2.Ordnung, wie sie [38] vorschlägt, ist 
aus dieser einfachen Überlegung prinzipiell falsch.  
In 219H273H273H293H293H293HAbbildung 3.8 werden die Frequenzgänge der Stromverdrängungsfaktoren und in 
Abbildung 3.10 220H274H274H294H294H294Hdie Frequenzgänge der Feldverdrängungsfaktoren bis 10kHz untersucht.  
 
Abbildung 3.8 - Stromverdrängungsfaktoren bis 10kHz 
Das Ergebnis zeigt für die Stromverdrängungsfaktoren 1.Ordnung, dass qualitativ die gleichen 
Verläufe entstehen. Lediglich die Frequenzen für die Wendepunkte der Faktoren und ihre 
Größenordnungen können um nahezu eine Zehnerpotenz variieren. Bereits ab etwa 200Hz 
beeinflusst die Stromverdrängung 2.Ordnung erheblich den Verlauf des Gesamtstromverdrän-
gungsfaktors. Interessanterweise wirkt er für die „geordnete“ Wicklung sogar bis etwa 5kHz 
dämpfend auf die Stromverdrängung. 
Ab einem Frequenzbereich von etwa 250Hz und einer Nuthöhe von 54mm darf der 




Abbildung 3.9 - Feldverdrängungsfaktoren bis 10kHz 
Auch für den Feldverdrängungsfaktor gilt dieser Zusammenhang. Es wurde hier die 
Feldverdrängung 2.Ordnung aufgrund der geringen Leiterhöhe vernachlässigt. Die Abbildung 
3.9 zeigt, dass die Stromverdrängung 2.Ordnung prinzipiell der Feldverdrängung 1.Ordnung 
entgegenwirkt. Durch die starke Widerstandserhöhung der Teilleiter an der Nutöffnung wird 
der Strom sogar soweit in die unteren Lagen verdrängt, dass die Nutteilstreuinduktivität nicht 
mehr ab-, sondern zunimmt. 
Dies erscheint etwas abwegig, betrachtet man jedoch die Zeigerdiagramme der Windungsla-
genströme, so erhärtet sich diese These. Die 295H295HAbbildung 3.10 zeigt zunächst die Zeigerbilder 
der Windungslagenströme ohne die Berücksichtigung der Stromverdrängung 2.Ordnung.  
Hierbei wächst der Strom der obersten Windungslage c mit steigender Frequenz 
kontinuierlich an. Mit der Drehung des untersten Lagenstromes a gegen den Gesamtstrom 
übernimmt die Windungslage a einen Strom, welcher größer als der Gesamtstrom ist. Dieser 
Effekt wird jedoch mit zunehmender Frequenz stark durch den Stromverdrängungsfaktor 
2.Ordnung bedämpft, da die Leiterlagen, welche in der Nut oben liegen, eine deutlich höhere 
Stromverdrängung 2.Ordnung erfahren.  
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Die Abbildung 3.11 zeigt zum Vergleich die Zeigerbilder der Lagenströme unter Beachtung 
der Stromverdrängung 2.Ordnung. Klar zu erkennen ist, dass im Frequenzbereich von 7kHz 
bis 10kHz die Stromverdrängung vollkommen durch die Stromverdrängung 2.Ordnung 
bestimmt wird. Die Zeigerbilder ändern sich hier praktisch nicht mehr. 
  
  




                           
Abbildung 3.11 - Zeigerbilder der Ströme mit Berücksichtigung der Stromverdrängung 2.Ordnung 
Da die Berechnung nur unter Annahme der genannten Voraussetzungen galt, soll die 
Zulässigkeit dieser Hypothesen mittels eines Modells der finiten Elemente geprüft werden. 
Dazu wird das bekannte Beispiel verwendet. Die Maschinendaten können der Tabelle 3.1 
entnommen werden. Als FEM-Software dient FLUX 7.4™. Mit dem Magnetodynamik-
Modul ist es möglich, sinusförmige Wechselgrößen zu untersuchen. Es wird die Wicklung 
einer Spulengruppe nachgebildet. Dabei wird die gleiche Verteilung der Lagen in allen Nuten 
vorausgesetzt. Es werden alle Nuten durch die axiale Länge des Modells berücksichtigt. Der 


















 (für einen Teilleiter) 
(3-32) 
Auch die Induktivität des Wickelkopfes könnte berücksichtigt werden. Da diese aber sehr 
klein gegenüber der der Nutteilstreuung ist, wird sie hier ebenso wie im analytischen Ansatz 
vernachlässigt. Wie in 297H297H297HAbbildung 3.12 zu erkennen ist, wurden auch die einzelnen Teilleiter 
einer Leiterlage der reellen Wicklung nachempfunden, d. h. sie sind einzeln modelliert 
worden und demzufolge konnte sich auch der Strom der nebeneinander liegenden Teilleiter 
frei ausbilden. Die drei Windungslagen sind die parallel-geschalteten Hauptblöcke.  
Die übereinander angeordneten Schaltelemente stellen die praktisch in Reihe geschalteten 
acht Windungen der Spule dar. Die zu je fünf nebeneinander liegenden Schaltelemente 
entsprechen den aus NB=5 bestehenden Teilleitern einer Leiterlage. Die Zusammenschaltung 
aller Elemente geschieht am Ende der Gruppe (also praktisch im Klemmenkasten), welcher 
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hier mit einer idealen Stromquelle beschaltet ist. Der dieser Stromquelle parallel liegende 
Widerstand ist relativ hochohmig und wertet die Phasenlage und die Höhe der Spannung über 
der Spulengruppe aus. 
Das Modell der Nut stellt einen einfachen Ausschnitt einer Nutteilung ohne Berücksichtigung 
des Läufers dar. Dem Ständermaterial wurden die Eigenschaften von M470-50A mit einem 
Stapelfaktor von 93% zugewiesen. Die auftretenden Ströme sind dem Motorbemessungsstrom 
nachempfunden und führen durch das fehlende Läufereisen zu kleinen Induktionen im Eisen. 
Damit kann die Zulässigkeit der Annahme, dass alle magnetischen Spannungsabfälle im Eisen 
vernachlässigbar sind, zunächst nicht nachgewiesen werden. 
       
 
Abbildung 3.12 - Zuordnung der Teilleiter zu den Lagen und Windungen 
Das Modell wird mit 22084 Elementen nach 277H277H298H298H298HAbbildung B.1 vernetzt, was einen sehr hohen 
Rechen- und Speicheraufwand mit sich bringt. Dieser Aufwand ist dem Umstand geschuldet, 
dass sich 120 massive runde Teilleiter in der Nut befinden. Der Rechenaufwand entspricht 
damit dem einer kompletten Drehstrommaschine kleinerer Achshöhe. Wollte man alle fünf 
Nuten bzw. sogar zehn Nuten für eine Zweischichtwicklung der Spulengruppe nachbilden, so 
würde sich die Elementezahl entsprechend vervielfachen, der Rechenaufwand steigt dabei mit 
der dritten Potenz der sich ergebenden Matrixdimension an. Das gegebene Feldproblem kann 
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für eine beliebige Frequenz und für beliebige Zuordnungsschemen gelöst werden. Die zwei 
vorgestellten Zuordnungsschemen sind in 299H299H299HAbbildung 3.12 angedeutet.  
Untersucht werden kann, 
(1) ob es zulässig ist, die Ströme der Teilleiter bzw. deren Flussverkettung zusammenzu-
fassen, 
(2) die Auswirkung der Stromverdrängung in den Teilleitern (Stromverdrängung 
2.Ordnung) auf die Gesamtstromverdrängung, 
(3) die Auswirkung von magnetischen Feldstärkeanteilen, welche sich nicht parallel zum 
Nutgrund orientieren. 
223H278H278H300H300H300HAbbildung B.2 zeigt ein Feldbild der untersuchten Nut bei einer Frequenz von 250Hz und 
„geordneten“ Windungslagen. Sehr schön ist zu erkennen, dass die Annahme eines reinen 
Nutquerfeldes über nahezu die gesamte Nuthöhe gilt, lediglich zum Nutdach hin erkennt man 
über etwa eine Leiterlage Verzerrungen.  
 
Abbildung 3.13 - Stromdichteverteilung „geordnet“ 250Hz 
Diese wirken sich, wie in 224H279H279H301H301H301HAbbildung 3.13 zu erkennen ist, auch auf die Stromdichteverteilung 
in den obersten Teilleitern aus. Ändern sie wesentlich die Impedanzen der oberen Teilleiter, so 
wird die Verteilung des Stromes für diese Windungslage unter den nebeneinander liegenden 
Teilleitern inhomogen. Es ergab sich für 250Hz und 100A Gesamtstrom in der obersten Lage 
eine Stromverteilung von 14,6A; 15,3A; 15,7A; 15,3A; 14,6A, demnach zwischen mittlerem 
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und äußerem Leiter eine Abweichung von 7,5%. Betrachtet man die nächste Lage, beträgt die 
Abweichung nur noch 0,15%. Dieser Effekt ist von der Nutdachgeometrie, der Abmessung 
der Teilleiter und der Frequenz abhängig. Bis zu den untersuchten 250Hz hat diese 
Inhomogenität der Ströme der obersten Teilleiterlage keinen merklichen Einfluss auf den 
Stromverdrängungsfaktor.  
Auch die unterschiedliche Stromverteilung unter den Windungslagen ist, eindeutig in 
225H280H280H302H302H302HAbbildung 3.13 zu erkennen. Sie ist die Hauptursache für die Erhöhung 1.Ordnung des 
Widerstandes der Spulengruppe. 
Die inhomogene Stromdichteverteilung über die einzelnen massiven Teilleiter tritt deutlich 
bei 250Hz in Erscheinung. Dies zeigt, wie eingangs beschrieben, den Effekt, dass in jedem 
massiven Leiter eine nutquerfeldbedingte Widerstandsänderung der 2.Ordnung auftritt. Für 
flache Teilleiter und entsprechend der Eindringtiefe niedrige Frequenzen (<250Hz), wie sie in 
der Regel bei Niederspannungsmaschinen mit Runddrahtwicklungen vorkommen, führt die 
Vernachlässigung der Stromverdrängung 2.Ordnung zu keinem merklichen Fehler in den 
Berechnungsergebnissen. Diese Annahme wird durch die Auswertung der Rechen- und 
Simulationsergebnisse des Stromverdrängungsfaktors in Abbildung 3.14 226H281H281H303H303H303H bzw. des 
Feldverdrängungsfaktors in 227H282H282H304H304H304HAbbildung 3.15 bestätigt. Die  Übereinstimmung von Simulation 
und Rechnung ist befriedigend. Die Stromverdrängung 2.Ordnung wird daher in den 
folgenden Ausführungen vereinfachend nicht berücksichtigt. 
      
Abbildung 3.14 - Vergleich der Stromverdrängungsfaktoren  
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Abbildung 3.15 - Vergleich der Feldverdrängungsfaktoren 
 
3.3.1.2.2 Gesehnte Zweischichtwicklung 
Die Wicklungen von Niederspannungsdrehstrommaschinen werden aus verschiedenen 
Gründen gesehnt ausgeführt. Damit treten in einigen Nuten einer Spulengruppe 
Phasenverschiebungen zwischen den Lagenströmen von Ober- und Unterschicht auf, welche 
schon im Ansatz berücksichtigt werden müssen. 
 
Zonenplan
 1 2 3 4 
 (U+) (U+) W- W- 
 U+ U+ U+ U+ 
11 12 13 14 
U- U- U- U- 
V+ V+ (U-) (U-) 
 1 2 3 4 5 6 
OS U+ U+ U+ U+ W- W- 
US V- V- U+ U+ U+ U+ 
 




Unter der Bedingung, dass alle Stränge U, V, W die gleiche Windungslagenverteilung 
aufweisen, kann der Ansatz 285H285H307H307H307H(3-16) in leicht modifizierter Form mit 231H286H286H308H308H308H(3-33) und 232H287H287H309H309H309H(3-34) 
aufgeschrieben werden. Hierbei müssen die Lagen, welche durch den Strang bedingt eine 
andere Phasenlage bzw. einen anderen Stromverlauf haben, einen zusätzlichen Faktor nach 
dem vereinfachten Zonenplan aus Abbildung 3.16 erhalten. In der Regel bestehen Ober- und 
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iknvuivniikniknψ   
für k = n/2+1 … n 
(3-34) 
Für die Berechnung der Flussverkettung müssen Unterschicht und Oberschicht getrennt 
betrachtet werden, d. h. in Abbildung 3.16 sind von den q1=4 Nuten je Ng=2 Nuten auch von 
phasenfremden  Strömen durchflutet. Berechnet man die Flussverkettung der Unterschicht, so 
müssen die Phasenverschiebungen der Ströme in der Oberschicht (W-) berücksichtigt werden. 
Hierzu werden alle Ströme der Oberschicht, also für k>n/2, mit einem Faktor „vo“ 
multipliziert. Die Verfahrensweise für die Flussverkettungen der Oberschicht ist analog. Hier 















Ngvo  (3-35) 
Geht man von zeitabhängigen Strömen zu rein sinusförmigen Strömen über, so können die 
Faktoren für die Berücksichtigung der Sehnung mit 233H288H288H310H310H310H(3-35) und 234H289H289H311H311H311H(3-36) beschrieben werden. Der 
Phasenwinkel für „vo“ ergibt sich durch den Strang W-, also +120°-180° = -60°. Für die 















Ngvu  (3-36) 
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Das so entstandene erweiterte Modell ist sowohl in einem Berechnungsprogramm als auch zu 
einem Finite-Elemente-Modell umgesetzt worden. Als Beispiel diente hierzu eine Wicklung 
mit einer Lochzahl von q1 = 8 und einer Sehnung um Ng = 4 Nuten. Es entsteht so der 
Vorteil, dass je vier Nuten zu einer zusammengefasst werden können. Das FEM-Modell 
erreicht damit trotzdem noch einen Umfang von 48612 Elementen. Durch diesen Umstand 
erreicht man die Grenzen der Rechenleistung eines gewöhnlichen PC.  
Das FEM-Modell besteht aus einem Pol und bildet die praktisch ausgeführte Wicklung über 
den vereinfachten Zonenplan aus Abbildung 3.16 nach. Wollte man die Aufteilung der 
Gruppen berücksichtigen, wäre die Nachbildung eines gesamten Polpaares notwendig. Dies 
würde jedoch zu einer Verdopplung der Elementezahl führen, was mit den gegebenen Mitteln 
nicht möglich ist.  
Eine weitere Vereinfachung wurde mit der Zusammenfassung einer Leiterlage zu einem 
Schaltelement vorgenommen, wie 235H290H290H312H312H312HAbbildung B.3 zeigt. Die Zulässigkeit dieser Vereinfachung 
wurde in dem ungesehnten Beispiel bewiesen. Die Wicklung, entsprechend 236H291H291H313H313H313HTabelle 3.2, weist 
nunmehr eine Windungszahl je Nut von wn=4 auf. Die Zuordnung der Schichten zu den 
Strängen geht aus 237H292H292H314H314H314HAbbildung B.3 hervor. Mit der Darstellung eines Pols können den 
Grenzflächen des Modells antizyklische Randbedingungen, wie sie in 293H293H315H315H315HAbbildung B.4 grün 
dargestellt sind, zugewiesen werden. Die Orientierung des Flusses ist phasenwinkelabhängig  
und entspricht damit einer Wanderwelle. Die Berechnung aller Stränge ist erforderlich, da 
auch die Verteilung der Durchflutungen in der Oberschicht entscheidenden Einfluss auf die 
Stromverdrängung des darunter liegenden phasenfremden Stranges hat.  
Tabelle 3.2 - Wicklung einer zweipoligen Asynchronmaschine (fiktiv) 
Breite der Nut: bn  = 9,5   Höhe der Nut: hn1  = 53,9
Windungszahl je Nut: wn  = 4   Lochzahl der Wicklung : q1  = 8 
Anzahl der parallelen Drähte: ad  = 30   Anzahl der Lagen: NH  = 6 
Anzahl der Drähte nebeneinander: NB  = 5   Paketlänge: l  = 500
mittlere Leiterlänge: lm1  = 1243   Leiterdurchmesser blank: do  = 1,6
gesehnte Nuten je Spulenseite Ng = 4   (Alle Längenangaben in mm) 
 
Die 238H294H294H316H316H316HAbbildung 3.17 zeigt eine Momentaufnahme des Feldlinienbildes für die Phasenlage φ=0 
des Stromes im Strang U. Deutlich ist die Ausbildung des Pols zu erkennen. Die 
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Stromdichteverteilung ist für 50Hz in 239H295H295H317H317H317HAbbildung 3.18 dargestellt. Auch hier zeigt sich eine 
räumliche Durchflutungswelle. 
 
Abbildung 3.17 - Feldlinien bei 50Hz und „geordnete“ Zuordnung 
 
Abbildung 3.18 - Stromdichteverteilung bei 50Hz 
Die größten Asymmetrien treten im Strang W auf. Wie die0H296H296H318H318H318H  Abbildung 3.19 zeigt, ergeben sich 
für alle drei Stränge erwartungsgemäß die praktisch gleichen Stromverdrängungsfaktoren. So 
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wurden wiederum sowohl das „geordnete“ als auch das „gleichverteilte“ Zuordnungsmuster 
untersucht. Auch hier stimmen die mittels des analytischen Ansatzes bestimmten kr-Faktoren 
befriedigend gut mit den numerisch berechneten überein. Sie liegen für das Beispiel der 
gesehnten Wicklung um ca. 22% unter den Werten, welche für eine äquivalente ungesehnte 
Wicklung berechnet werden.  
       
  Abbildung 3.19 - Stromverdrängungsfaktoren der gesehnten Wicklung 
Auch bei der gesehnten Wicklung kommt es aufgrund der Stromverdrängung und der 
Verschiebung der Durchflutung in der Nut ebenso wie bei einer ungesehnten Wicklung zur 
Feldverdrängung. Der Feldverdrängungsfaktor kxStd wird als reines Verhältnis der 
Nutteilstreuinduktivitäten gebildet. 
Der Verlauf der Feldverdrängungsfaktoren ist in der 244H297H297H319H319H319HAbbildung 3.20 als Vergleich der 
Ergebnisse der FEM und der analytischen Rechnungen dargestellt. Da die Stränge alle völlig 
symmetrisch in dem Finite-Elemente-Modell modelliert sind, können die Abweichungen in 
den Verläufen nur aus Asymmetrien der Vernetzung der Geometrie resultieren. Interessant ist 
dabei, dass der resistive Impedanzanteil offensichtlich genauer berechnet wird, wie die sehr 






Abbildung 3.20 - Feldverdrängungsfaktoren der gesehnten Wicklung 
 
3.3.1.2.3 Variationen des Zuordnungsschemas 
Bisher wurde die Stromverdrängung anhand von zwei Zuordnungsschemata untersucht. Diese 
beiden Schemata sind auf praktisch alle Wicklungen mit einer großen Anzahl an parallelen 
Leitern je Windung anwendbar. Sie führen zu sehr unterschiedlichen Verläufen und Größen 
des Stromverdrängungsfaktors über der Frequenz. Sie stellen dabei jedoch keine absoluten 
Grenzen für die zu erwartenden kr-Faktoren dar, so sind sowohl größere als auch kleinere 
Ergebnisse möglich. Für die Zweischichtwicklung interessiert jedoch, in welchen Bereichen 
der kr-Faktor in günstiger und ungünstiger Weise fallen kann.  
Zunächst ist anzunehmen, dass sich die Drähte völlig beliebig in der Nut platzieren. Geht man 
von einer Ordnung mit n=24 Teilleiterlagen aus, von denen NH=3 mal wn=8  gleichwertige, 








Permutationen. Hiervon muss noch das 1/NH!-fache gebildet werden, da es gleichwertig ist, 
wenn alle wn zugeordneten Windungslagen ihre Plätze tauschen, d. h. Lage a komplett in 
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für eine Einschichtwicklung zu finden. Für eine Zweischichtwicklung, die symmetrisch 
aufgebaut ist, also in Ober- und Unterschicht völlig identisch, gilt die Gleichung 292H299H299H321H321H321H(3-37), es 
können damit 5775 Zuordnungsvarianten gefunden werden.  
( )







⋅=  (3-37) 
Da jedoch Ober- und Unterschicht frei zusammengestellt sind, ergeben sich die Möglichkeiten 
als Variationen zur zweiten Klasse mit Wiederholung entsprechend Gleichung 293H300H300H322H322H322H(3-38). Für die 




















w  (3-38) 
All diese Zuordnungsschemata zu finden, würde selbst mit einer guten Systematik eine 
Zumutung darstellen, ebenso wäre die Auswertung höchst aufwendig. Es ist daher ein 
Programm in der Programmierumgebung „Borland C v2.0“ erstellt worden, welches es 
erlaubt, auf völlig zufälligem Wege bis zu 7000 unterschiedliche Zuordnungsschemata zu 
erzeugen. Ein weiteres Programm setzt diese Schemata in die Verläufe des Widerstandsver-
hältnisses über der Frequenz um. Es entstehen so in einem Rechenzyklus bis zu 7000 
Kennlinien. Die Generation der Zuordnungsschemata kann beliebig wiederholt werden. Dabei 
können sich dann jedoch Zuordnungsmuster wiederholen. 
Das Ergebnis dieser Berechnungen zeigt ein weit aufgefächertes Kennlinienfeld. Die 
Kennlinien mit besonders großen Stromverdrängungsfaktoren sind in 294H301H301H323H323H323HAbbildung 3.21 
dargestellt. Die symmetrisch aufgebauten Wicklungen sind insgesamt in ihrer Wirkung auf die 
Stromverdrängung schwächer als die verschiedenen asymmetrischen Anordnungen. Es gibt 
somit kein absolutes System, welches auf das extremste aller Zuordnungsmuster führt. 
Vielmehr muss es eine Kombination sein, welche einen maximalen Unterschied der 
Flussverkettungen der Windungslagen bewirkt. Es wird sich daher auf die asymmetrischen 
Zuordnungsschemata konzentriert. Die mit den 7000 Variationen gewonnene Stichprobe ist 
hierfür klein, da sie nur ca. 0,02% aller Möglichkeiten liefert. Jede Wiederholung der 
Zufallsgeneration führt jedoch zu nur unwesentlichen Veränderungen der Extremwerte.  
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Die 295H302H302H324H324H324HAbbildung 3.21 zeigt, dass oberhalb von etwa 120Hz die „gleichverteilte“ Wicklung 
gegenüber der Kombination „unsym 3528“ auf kleinere Werte führt. Kombiniert man jedoch  
eine Wicklung mit der „geordneten“ Verteilung in der Unterschicht und der „gleichverteilten“ 
in der Oberschicht, so erhält man über nahezu den gesamten Frequenzbereich das Maximum 
für den kr-Faktor. Diese Variante wird fortan mit „geo_gleich“ bezeichnet. Die Zuordnungsva-
rianten sind im Einzelnen in 296H303H303H325H325H325HTabelle 3.3 dargestellt. Die extremsten Verteilungen zeigen dabei 
durchweg, dass am Nutdach alle Windungslagen einer Bezeichnung liegen, vgl. hierzu [40].   
 
Abbildung 3.21 - Vergleich der Extremlagen  
 
Tabelle 3.3 - Zuordnungsvarianten zu 297H304H304H326H326H326HAbbildung 3.21 
Unterschicht Oberschicht  
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15 16 17 18 19 20 21 22 23 24  
a b a c a b b b a c c c a b a c a b b b a c c c sym    483  
a b a c a b b a c b c c a b a c a b b a c b c c sym    581 
a a c a b b b b b c c c a a c a b b b b a c c c sym    694 
a a b b c a b b c a c c a a b b c a b b c a c c sym    909 
a b b a c a b a c b c c a b b a c a b a c b c c sym   1380 
b c a c b b b a a a c c b b a a b c a b a c c C unsym  471 
a c b a b c b a a b c c a b b b a a c b a c c c unsym 1004 
a c b b a a c a b b c c a a b b b b c a a c c c unsym 1807 
a a a b c b c b a b c c b b b b a c a a a c c c unsym 3528 
c a b b b a b a c a c c a a b a c a b b b c c c unsym 4495 
a b c a b c a b c a b c a b c a b c a b c a b c "geordnet" 
a a a a b b b b c c c c a a a a b b b b c c c c "gleichverteilt" 
a b c a b c a b c a b c a a a a b b b b c c c c "geo_gleich" 
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Bildet man den Mittelwert über alle 7000 Verläufe des Stromverdrängungsfaktors, so erhält 
man, wiederholt man die Stichprobe, nahezu immer den gleichen Verlauf. Dieser ist jedoch, 
verglichen mit den Messergebnissen, entschieden zu klein. Daraus muss folgen, dass der 
Aufbau der Wicklung eine Kombination aus einer sehr systematischen Anordnung, wie der 
„geordneten“, und einer zufällig zustande gekommenen, wie ungünstigerweise der 
„gleichverteilten“ Wicklung, ist. Ursache hierfür ist das „Hochbinden“ der Oberschichtspule 
beim Einträufeln. Hierbei scheinen bevorzugt die Drähte der Oberschicht ihre Lage zu 
wechseln, welche ihnen beim Spulen zuteil wurde. Das Ergebnis ist ein Verlauf des  
kr-Faktors, welcher sich zwischen dem des „geordneten“ und „geo_gleich“-Verlaufes einstellt. 
Die Bildung des Mittelwertes der Stromverdrängungsfaktoren aus dem „geordneten“ und dem 
„geo_gleich“ Schema hat sich in der Praxis als sehr brauchbarer Erwartungswert erwiesen. 
 
3.3.1.3 Geschlossene Lösung der zweiseitigen Stromverdrängung 1.Ordnung 
Die Berechnung der zweiseitigen Stromverdrängung von Runddrahtwicklungen erfordert 
einen relativ hohen Aufwand für das Aufstellen und das Vereinfachen der Spannungsglei-
chungen. Ziel dieses Abschnittes ist es, die Impedanzberechnung wesentlich zu verkürzen. Es 
wird von einer ungesehnten Wicklung ausgegangen, welche in Form des „geordneten“ 
Zuordnungsschemas vorliegt. 
Hier soll der analytische Ansatz aus Kapitel 305H305H327H327H327H .3 weiterentwickelt werden. Voraussetzung 
hierfür ist, dass entsprechend Kapitel 306H306H328H328H328H .3 die Bildung von NH Leiterlagen je Windung 
(=Windungslagen) vorgenommen wird. Die Leiterlagenwiderstände und Induktivitäten 
ergeben sich gemäß 307H307H329H329H329H(3-14) und 308H308H330H330H330H(3-15). In der Nut befinden sich wn Windungen. Es spielt keine 
Rolle, ob eine Nut oder eine gesamte Spulengruppe betrachtet wird. In bekannter Form wird 
der dimensionslose Koeffizient α eingeführt. 
R
Li ⋅⋅= ωα  (3-39) 





+−= nn wwλ  (3-40) 
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Für alle Windungszahlen wn≠2 wird das Gleichungssystem 310H310H332H332H332H(3-41) verwendet. Es stellt eine 
Vereinfachung zum realen Gleichungssystem dar, enthält aber die Impedanzinformation. Die 
Ströme sind jedoch nur eine proportionale Abbildung zu den exakten Strömen und werden 









































































































































































































Der beliebige Maschenstrom ergibt sich nach Gleichung 311H311H333H333H333H(3-42). 
( )( ) ''''2'''' 12 NHknkk IIwII ⋅⋅+⋅++−= −− λαα  (3-42) 
Analog der Ableitung der einseitigen Stromverdrängung kann eine Reihenentwicklung nach 
312H312H334H334H334HTabelle 3.4 erfolgen. 
Tabelle 3.4: Reihenentwicklung der zweiseitigen Stromverdrängung 1.Ordnung 
 














































































































Der Blindanteil ist, wiederum durch Subtraktion einer Korrekturinduktivität anhand der 
Randbedingung zu berichtigen. Für NH=3 parallele Windungslagen ergibt sich zum Beispiel 
die Korrekturinduktivität entsprechend Gleichung 314H314H336H336H336H(3-44). 
nkorr wLL ⋅= 9
5  (3-44) 
Diese geschlossene Gleichung zur Impedanzberechnung ermöglicht es, auf sehr einfachem 
Wege einfache grundsätzliche Zusammenhänge zu untersuchen. Da der Berechnungsansatz 
von der Orientierung der Segmentdurchflutung am Segmentgrund ausgeht, ist die berechnete 
Impedanz für größere Frequenzen fehlerbehaftet. Dieser Fehler nimmt jedoch mit einer 
steigenden Anzahl von parallelen Leiterlagen rasch ab. Dies wird Anhand des Vergleichs mit 
dem fehlerfreien Ansatz gezeigt. Hierfür wird der Ansatz „mit der Segmenthöhe 
zunehmenden Durchflutung“ verwendet. Für NH=3 und fünf parallele Windungslagen wird 
anhand eines einfachen Beispiels mit einer Nuthöhe von 30mm, wie in 315H315H337H337H337HAbbildung 3.22 
gezeigt, verglichen. 
 
Abbildung 3.22 - Vergleich von Strom- und Feldverdrängungsfaktoren (1.Ordnung) 
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Insbesondere für höhere Frequenzen kommt es zu Abweichungen in den Stromverdrängungs-
faktoren. Für fünf parallele Windungslagen nimmt der Fehler jedoch bereits deutlich ab. Für 
eine geringe Anzahl paralleler Leiterlagen (drei bis vier) ist ein, mit der geschlossenen 
Variante berechneter Stromverdrängungsfaktor, für große Frequenzen daher kritisch zu 
betrachten.  
Mit der hier vorgestellten geschlossenen Berechnung der zweiseitigen Stromverdrängung 
1.Ordnung ist es mit geringem mathematischem Aufwand möglich, das stationäre Verhalten 
eines vereinfachten Modells der Wicklung in sehr guter Näherung zu beschreiben. Gegenüber 
den bekannten Lösungswegen kommt man ohne die Inversion von Matritzen oder die iterative 
Berechnung von Strömen aus. Mit diesem Verfahren wird eine deutliche Vereinfachung in der 
Berechnung der frequenzabhängigen Größen der Wicklung erreicht. Eine Erweiterung dieses 
Verfahrens auf das „gleichverteilte“ Zuordnungsschema ist nicht Teil dieser Arbeit. 
 
3.3.2 Stromverdrängung 1.Ordnung unter Berücksichtigung der 
Sättigung des Eisenkreises 
Die Berechnung der Stromverdrängung unter Berücksichtigung der magnetischen 
Spannungsfälle im Eisen wurde in der Literatur bisher kaum berücksichtigt. Hintergrund ist, 
dass sich die in 246H316H316H338H338H338H[46] und 247H317H317H339H339H339H[50] publizierten mathematischen Ansätze nur auf einen unendlich 
großen magnetischen Leitwert des Eisens anwenden lassen. In elektrischen Maschinen ist 
dieser Ansatz in vielen Fällen nicht zulässig. Aus energetischen Gründen ist eine sehr hohe 
magnetische Belastung der Zähne des Ständers und vor allem des Läufers notwendig. Diese 
Sättigung des Zahnmaterials erfolgt durch das Hauptfeld der Maschine.  
 
3.3.2.1 Stromverdrängung durch das Nutquerfeld 
Der drehmomentbildende Querstrom liegt im Zentrum dieses (Zahn-) Sättigungsfeldes. Durch 
die gleiche Richtung der Induktion des Hauptfeldes links wie rechts von der betrachteten Nut 
tritt das Hauptfeld mit dem Nutquerfeld nicht in Wechselwirkung. Es sei denn, das 
Nutquerfeld wird so stark, dass es den Sättigungszustand des Zahnes verändert. Diese 
zusätzliche „einseitige“ Sättigung, welche auch als Ankerrückwirkung bezeichnet wird, bleibt 
hier unberücksichtigt.     
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Thesen:   
(1) Die Sättigung des Eisens führt zu zusätzlichen magnetischen Spannungsabfällen außerhalb 
des Integrationsweges durch die Nut.  
(2) Unter der Annahme konstanter Induktion im Zahn kann mit einer relativen Ersatzpermea-
bilität µ = B/H im Eisen gerechnet werden. 
(3) Durch Abschnittsbildung im Eisen können die magnetischen Spannungsfälle bzw. die 
resultierenden Flüsse über ein Ersatznetzwerk berechnet werden.  
Für einen gesättigten Eisenkreis dürfen die Streuflüsse über dem Zahnkopf und dem Streusteg 
sowie die doppelt verkettete Streuung nicht mehr vernachlässigt werden. Dies ist für das 
konventionelle Verfahren zulässig, da sich praktisch keine Streuflüsse durch den 
magnetischen Kurzschluss zwischen dem betrachteten stromdurchflossenen Leiter und dem 
Nutgrund ergeben. Liegen die relativen Permeabilitäten jedoch nur ein bis zwei 
Größenordnungen auseinander, so müssen auch die Streuflüsse, welche sich in der Nut unter 
dem betrachteten Segment befinden, berücksichtigt werden, wie 248H318H318H340H340H340HAbbildung 3.23 zeigt. 
              
Abbildung 3.23 - zusätzliche sättigungsbedingte Streuflussverkettung  
Für eine einzelne Nut kann eine magnetische Ersatzschaltung nach 249H319H319H341H341H341HAbbildung 3.24 aufgestellt 
werden. Die Flussverkettung der Schicht entspricht der Maschenflussverkettung. 
Während es nach 320H320H342H342H342H(3-16) möglich war, die Verkettungsfaktoren der Schichten nach ihrem 
Ursprung zu wichten, können hier aufgrund der linearen Abhängigkeiten nur absolute 
magnetische Leitwerte bzw. Widerstände angegeben werden.  
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Es werden in 250H321H321H343H343H343HAbbildung 3.24 alle Teildurchflutungen auf eine Linie unterhalb jedes 
Segmentes konzentriert, somit kann das Ersatzschaltbild entsprechend einem linearen 
Netzwerk aufgestellt werden. Das geschlossene Linienintegral des Durchflutungsgesetzes 
wird dabei über die Symmetrieachse der Nut gelegt, die auch die Symmetrieachse für das 
Feldproblem darstellt. Die Durchflutungen in Form der Segmentströme sind daher halbiert. 
Der Integrationsweg quer zu den Feldlinien weist dabei keinen magnetischen Spannungsfall 
auf und bietet die Möglichkeit, die magnetische Quellspannung zu platzieren. 
                     
Abbildung 3.24 - Ersatzschaltbild für den magnetischen Kreis einer Nut 
Die magnetischen Widerstände ergeben sich nach den folgenden Gleichungen. So entspricht 








1  (3-45) 
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Der magnetische Spannungsabfall wird mit dem Widerstand nach Gleichung 252H323H323H345H345H345H(3-46) 
berücksichtigt. Die magnetische Zahnfeldstärke Hz ergibt sich aus der Magnetisierungskennli-


















Mit Gleichung 253H325H325H347H347H347H(3-47) kann auch der magnetische Spannungsverlust im Joch beschrieben 
werden. Auch hier ist die Kenntnis von Magnetisierungskennlinie und Jochinduktion an 












1  (3-47) 
Der magnetische Widerstand nach 254H326H326H348H348H348H(3-48) berücksichtigt Flussanteile der doppelt verketteten 
Streuung und stellt in der Regel für Asynchronmaschinen den geringsten Widerstand für die 












δ  (3-48) 
Auch die Dimensionierung des Streusteges wirkt sich auf die Stromverdrängung aus. Der 
zugehörige Widerstand entspricht der Gleichung 255H327H327H349H349H349H(3-49) und liegt zu dem mittleren Widerstand 























Das Netzwerk kann mittels der Übertragung des Maschenstromverfahrens in das 
Maschenflussverfahren über das Gleichungssystem nach 257H329H329H351H351H351H(3-52) beschrieben werden. Die 














































































































Die Flussverkettungen können durch das Invertieren der Matrix der magnetischen 
Widerstände berechnet werden. Es entsteht so ein Ausdruck, ähnlich dem des gezeigten 
Verfahrens aus 330H330H352H352H352H(3-16), in der Form: ( ) iRiΛψ
rrr
⋅=⋅= −1m . Die folgenden Rechenschritte 
entsprechen den schon bekannten des beschriebenen konventionellen Verfahrens. 
Die Untersuchung erfolgt in Form eines Vergleiches von Finite-Elemente-Methode mit der 
hier vorgestellten analytischen Methode. Zunächst wird das FEM-Modell so modifiziert, dass 
der Läufer über ein Eisensegment in 1,5mm Abstand berücksichtigt wird. Es wird ferner über 
die Randbedingungen ein magnetisches Feld vorgegeben, welches eine konstante 
Zahninduktion verursacht und somit das Hauptfeld der Maschine modelliert. Dem Eisen 
werden dabei die Materialeigenschaften nach 331H331H353H353H353HAbbildung B.5 zugewiesen. Der Feldlinienver-
lauf und die Induktionsverteilung sind in 332H332H354H354H354HAbbildung 3.25 für eine Zahninduktion von 1,67T 
dargestellt. 
 
Abbildung 3.25 - vorgegebene Induktionsverteilung im Modell bei Bz = 1,67 T 
Die Feldrechnung erfolgt iterativ über das Newton-Raphson-Verfahren und damit auf 
nichtlinearem Weg. Hierbei müssen ca. zwölf Iterationen erfolgen, um eine ausreichende 
Genauigkeit für die Berechnung des Stromverdrängungsfaktors zu gewährleisten. Die 
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Rechenzeit liegt damit eine reichliche Größenordnung über der, die für eine lineare Rechnung 
notwendig wäre. Aus diesem Grund wird dem Zahnmaterial eine konstante relative 
Permeabilität vorgegeben, um so den Sättigungszustand nachzubilden. Die Zulässigkeit dieser 
Vereinfachung wird in Abbildung 3.26 bestätigt. Hier sind im Vergleich die Kurven beider 
Berechnungsmethoden für zwei Frequenzen und verschiedene Induktionen aufgetragen. Die 
folgenden Beispiele werden mit einer „geordneten“ Leiterverteilung nach dem bekannten 
Schema berechnet. 
        
    
Abbildung 3.26 - Vergleich der FEM- Berechnung über Permeabilität und Induktion 
Die 259H334H334H356H356H356HAbbildung 3.23 zeigt, dass bei erhöhter Zahnsättigung eine Abhängigkeit des 
Stromverdrängungsfaktors von den Abmessungen des Streusteges bzw. der Streuwege 
gegeben sein muss. Dies kann mit 260H335H335H357H357H357HAbbildung 3.27 bestätigt werden. Es werden hier für 
verschiedene Sättigungszustände die Stromverdrängungsfaktoren für einen schwachen 
Streusteg mit großer Breite (3,5mm) und geringer Höhe (0,7mm), wie er in der 336H336H358H358H358HAbbildung 
3.25 gezeigt ist, mit einem stark veränderten Streusteg (Breite 1mm und Höhe 5mm) 
verglichen. 
Insbesondere für hohe Frequenzen und hohe Zahninduktionen weichen die Rechnungen 
voneinander ab. Die Rechnung mit dem Nutschlitz größerer Breite liefert immer den größeren 
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Stromverdrängungsfaktor. Hintergrund ist, dass die Flussverkettungen der oberen Segmente 
durch den „inversen“ Streufluss (in 261H337H337H359H359H359HAbbildung 3.23 grün) mit steigender Zahnsättigung 
zunehmen. Dies wirkt dem konventionellen Effekt der Stromverdrängung entgegen, welcher 
darauf beruht, dass die unteren Segmente einen deutlich höheren Verkettungsfluss führen als 
die in der Nut oben liegenden Segmente.  
Je größer die Streuleitwerte an der Nutöffnung sind, umso größer wird dieser Effekt. Der so 
zusätzlich zu beachtende „inverse“ Streufluss überlagert sich im Zahn in gleicher Richtung 
mit dem konventionelle Streufluss. In der Nut kommt es zu einer Verringerung der Induktion 
durch die Überlagerung. Die Superposition dieser Flussanteile wird mit dem linearen 
Netzwerk nach 262H338H338H360H360H360HAbbildung 3.24 ausreichend gut nachgebildet, wie mit den Vergleichen von 
analytischen und numerischen Rechnungen gezeigt werden kann. 
 
Abbildung 3.27 - Einfluss des Streusteges auf den Stromverdrängungsfaktor 
Der Vergleich der Stromverdrängungsfaktoren erfolgt über der Frequenz anhand der in 
263H339H339H361H361H361HAbbildung 3.27 vorgestellten unterschiedlichen Geometrien, um die Leistungsfähigkeit des 
analytischen Modells zu prüfen. Abbildung 3.28 und 265H341H341H363H363H363HAbbildung 3.29 zeigen bis zu sehr hohen 
Zahninduktionen eine sehr gute Übereinstimmung mit den numerisch ermittelten Ergebnissen. 
Lediglich für geringe Zahnsättigung führen sie auf etwas zu kleine Werte.  
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Abbildung 3.28 - Vergleich des Stromverdrängungsfaktors, „gewöhnlicher“ Streusteg  
                                      (BxH=3,5x0,7mm) 
  
Abbildung 3.29 - Vergleich des Stromverdrängungsfaktors, stark erhöhter Streusteg 
                                    (BxH=1x5mm) 
Das magnetische Ersatzschaltbild entspricht nur teilweise den Verhältnissen, die man in realen 
Drehstrommaschinen vorfindet. Bei verteilten Wicklungen schließen sich die Streuflüsse über 
einen Teil der Polgeometrie. Spiegelt man die Ersatzschaltung über die Symmetrielinie des 
Zahnes und kehrt die Zählpfeile der magnetischen Spannungen um, so erkennt man, dass bei 
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gleicher Nutdurchflutung die magnetischen Widerstände RME flussfrei bleiben. Das Feld 
schließt sich dann quer zum Zahn über alle q1 Nuten. Über die Nuten der benachbarten 
Stränge wählt der Fluss wieder eine radiale Richtung über den Zahn. Je genauer der 
prinzipielle Feldverlauf bekannt ist, desto größer wird die Treffsicherheit der analytischen 
Rechnung sein.  
Insgesamt ist die erreichbare Präzision der analytischen Berechnung des Stromverdrängungs-
faktors bei sehr hohem Sättigungsgrad bemerkenswert. Es konnten Effekte beschrieben 
werden, die bisher in der Literatur keine Erwähnung fanden.  
 
3.3.2.2 Stromverdrängung durch das Nutlängsfeld 
Im vorangegangen Abschnitt wurde der Einfluss der magnetischen Sättigung der 
Ständerzähne bezüglich des Einflusses auf den Stromverdrängungsfaktor untersucht. Die 
endliche Permeabilität der Ständerzähne führt dabei zu einem weiteren Effekt, welcher 
Kreisströme in den parallelen Leitern einer Wicklungsgruppe bewirkt. Eine Untersuchung 
hierzu findet sich in 267H343H343H364H364H364H[65]. Der beschriebene Effekt des Nutlängsfeldes kann einfach auf das 
hier beschriebene Problem einer großen Anzahl paralleler Leiter je Nut angewendet werden.  
Es wird hierzu das bereits vorgestellte Schema der Anordnung der parallelen Leiter in Lagen 
horizontal zum Nutgrund vorausgesetzt. Die magnetische Feldstärke in radialer Richtung 
führt zu einem Nutlängsfeld, welches durch seine zeitliche Änderung den Kreisstrom 
symmetrisch zur Nutmittelachse antreibt. Aufgrund der starken Nichtlinearität der 
Magnetisierungskennlinie müssen sich stark oberschwingungshaltige Ströme ergeben. Geht 
man von einer parallelflankigen Zahngeometrie mit einer halbgeschlossenen Nut aus, so 
ändert sich der Sättigungszustand und damit die Nutlängsdurchflutung in radialer Richtung 
nicht. Es lassen sich jetzt die übereinander liegenden Leiter einer Windung zu Segmenten 
zusammenfassen. Aufgrund der hohen Frequenzen der Stromoberschwingungen darf die 
Rückwirkung der Leiterströme auf das Nutlängsfeld nicht vernachlässigt werden.  
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Abbildung 3.30 - Berücksichtigung des Zahnlängsfeldes für die Betrachtung mehrerer Nuten 
268H344H344H365H365H365HAbbildung 3.30 zeigt die schematische Anordnung der jetzt eingeführten vertikalen 
Leiterlagen mit den farblich dazugehörigen Flussverkettungen und den entsprechenden 
Strom- und Feldrichtungen. Befindet sich die Maschine im Betriebszustand Leerlauf, so kann 
allgemein die Differentialgleichung für das Problem aufgeschrieben werden. Hierzu gilt 

































































































Da es sich im Beispiel um vier Kurzschlussmaschen, also NB=5 Leiter, handelt, kann der 
Strom ie ersetzt werden.  
dcbae iiiii −−−−=  (3-54) 


















































































































































ψ  (3-55) 
Diese Differentialgleichung soll im Weiteren für zwei charakteristische Wicklungen analysiert 
werden. Zunächst ist es jedoch erforderlich, das erregende Nutlängsfeld zu bestimmen. Hierzu 
ist es notwendig, die Nutlängsinduktion und damit die Flussverkettung lψ  für die 
Kurzschlussmaschen zu berechnen. Hierzu müssen der Zeitverlauf der Zahninduktion sowie 
die Magnetisierungskennlinie bekannt sein. Aufgrund der hohen magnetischen Ausnutzung 
der zu betrachtenden Maschinen ist die Feldkurve abgeplattet. Die Berechnung des Verlaufes 
der Nutinduktion aus dem der Zahninduktion erfolgt daher graphisch entsprechend 271H347H347H368H368H368HAbbildung 
3.31. Es ist hier aus Gründen der Einfachheit von einem sinusförmigen Verlauf der 
Zahninduktion über einer Polteilung ausgegangen worden. Es können jedoch beliebige 
Verläufe berechnet werden, so sie aus FEM-Berechnungen bekannt sind.  
 
Abbildung 3.31 - grafische Ermittlung des Verlaufes der Nutinduktion 
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Durch die Abplattung der Feldkurve steigt der Anteil der dritten Harmonischen in der 
Nutinduktionswelle. Diese dritte Harmonische ist für den Zahninduktionsverlauf und 
entsprechend auch für die Kreisstromverluste dominierend. Der Magnetisierungsverlauf in der 
Nut ist einer harmonischen Analyse zu unterziehen, was numerisch oder wiederum, mit einem 
hohen Aufwand, graphisch erfolgen müsste. Für eine sinusförmige Zahninduktionsverteilung 
und ein gewöhnliches Elektroblech gibt 272H348H348H369H369H369H[65] die Faktoren für die Harmonischen in 273H349H349H370H370H370HAbbildung 
3.32 als Funktion der maximalen Zahninduktion an. 
                          
Abbildung 3.32 -  Amplitudenverhältnisse der Oberwellen der Nutlängsfeldstärke1F0F0F0F2F2F2F3 
Eine Berechnung einer höheren als der siebten Harmonischen ist nach 274H350H350H371H371H371H[65] aufgrund der 
Rückwirkung der Maschenströme nicht notwendig. Die Faktoren aus 275H351H351H372H372H372HAbbildung 3.32 werden 
folgend mit Rich(1), Rich(3) bis Rich(7) bezeichnet. 
Besondere Bedeutung hat dieser Verlustanteil für hochausgenutzte hochpolige permanent 
erregte Synchronmaschinen mit einer geringen Lochzahl. Es soll daher als erstes Beispiel eine 
Durchmesserspule einer Einlochwicklung untersucht werden. Für die Wicklung gelten die 
Parameter nach 276H352H352H373H373H373HTabelle 3.5. Als Ständerfrequenz gelte f1=100Hz, die maximale 
Zahninduktion liege bei 1,8T. Dies ergibt nach 277H353H353H374H374H374HAbbildung 3.31 eine maximale Nutinduktion 
von 0,0288T. Der ohmsche Widerstand der Wicklungsgruppe in Längsrichtung Rl, nicht zu 
verwechseln mit dem schon bekannten Lagenwiderstand R, ergibt sich für das Beispiel nach 
                                                 
3 Quelle: Richter, R. Elektrische Maschinen. Bd. 1. Basel: Birkelhäuser Verlag, 1951. 
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278H354H354H375H375H375H(3-56). Unter Vernachlässigung des magnetischen Spannungsabfalls in der Nut gilt für den 
magnetischen Leitwert der Rückwirkung die Gleichung 279H355H355H376H376H376H(3-57). Die Amplituden der erregenden 
Längsflussverkettungen ergeben sich nach 280H356H356H377H377H377H(3-58). 
Tabelle 3.5 - Einlochspule einer hochpoligen Synchronmaschine (fiktiv) 
Breite der Nut: bn1  = 9,5   Höhe der Nut: hn1  = 53,9
Windungszahl je Nut: wn  = 8   Lochzahl der Wicklung : q1  = 1 
Anzahl der parallelen Drähte: ad  = 30   Lagen (horizontal) : NH  = 3 
Anzahl der Drähte nebeneinander: NB  = 5   Paketlänge: l  = 600
mittlere Leiterlänge: lm1  = 1060   Leiterdurchmesser blank: do  = 1,6


























bq ⋅⋅⋅⋅=Λ μ  (3-57) 
( ) ( ) ( ) 11 20228,0max qwlNB
bTRich nn ⋅⋅⋅⋅⋅=Ψ νν  (3-58) 
Transformiert man die Gleichung 281H357H357H378H378H378H(3-55) in den Laplacebereich, so erkennt man, dass für alle 
Harmonischen aufgrund der linearen Zusammenhänge eine Überlagerung möglich ist. Daher 
ist es zulässig, in die komplexe Schreibweise zu wechseln. Die Stromverläufe der vertikalen 
Leiterlagen sind daher wiederum eine Summe aus harmonischen Funktionen, die allgemein 
für jede Frequenz mit Amplitude und Phasenlage zu beschreiben sind. Für die fünf 
Segmentströme gelten allgemein die Gleichung 282H358H358H379H379H379H(3-59) bis 283H359H359H380H380H380H(3-63).  
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(3-59) 
( ) ( )
( )




















































ϕ ν  
( ) 0ˆ =νcI  (3-61) 
( ) ( )
( )


















































ϕ ν  
(3-62) 
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ϕ ν  
(3-63) 
Die Ströme verhalten sich erwartungsgemäß symmetrisch zur Mittelachse der Nut. Überlagert 
man sie bis zur 7-ten Harmonischen, so ergeben sich die Ströme ia und ib entsprechend 
284H360H360H381H381H381HAbbildung 3.33. Im mittleren Segment fließt kein Lagenstrom.  
                
Abbildung 3.33 - Zeitverläufe der vertikalen Lagenströme für die Einlochspule 
Der Verlauf der Ströme entspricht qualitativ dem differenzierten Verlauf der Ergebnisfunktion 
aus 285H361H361H382H382H382HAbbildung 3.31. Über die Bildung des Effektivwertes nach Gleichung 286H362H362H383H383H383H(3-64) bzw. 287H363H363H384H384H384H(3-65) 
kann daher die Verlustleistung in einer Nut nach Gleichung 288H364H364H385H385H385H(3-66) berechnet werden. 
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νν ϕνω  (3-64) 




















IRIRP ⋅⋅+⋅⋅=  (3-66) 
Die Verlustleistung einer Spulenseite ergibt sich demnach zu 6,64W. Beaufschlagt man zum 
Vergleich die Nut mit einer homogenen Stromdichte von 3,5A/mm², so ergeben sich 56W. Die 
Verlustleistung entspricht somit schon ca. 12% der Kupferverluste, die man für eine gute 
thermische Auslastung der Nut annehmen darf. Für eine Frequenz f1=150Hz erreicht man 
bereits 11,94W. Für hohe Frequenzen in Verbindung mit hohen Nuten kann dieser Effekt von 
Bedeutung sein.  
Für die Abschätzung der Verluste, die für eine gesehnte Zweischichtwicklung mit 
konzentrischen Spulen anfallen, wird ein weiteres Beispiel herangezogen. Verwendet man die 
Nutgeometrie des vorangegangen Beispiels mit der Erweiterung der Wicklung auf eine 
Fünflochspulengruppe, die zudem im Verhältnis 12/15 gesehnt ist, mit einer Windungszahl je 
Nut und Schicht von wn=4, so gilt für die gesamte Spule der magnetische Leitwert nach 
289H365H365H386H386H386H(3-67), welcher durch den Faktor 2 die Flussverkettung der benachbarten Spulengruppe 
berücksichtigt. Die Sehnung bzw. die Zonenbildung muss über den Nutenstern berücksichtigt 
werden. Es werden daher mit Hilfe des Nutenwinkels °=12nα  die Wirkungsachsen der 
Spulen nach 290H366H366H387H387H387H(3-68) für die zehn Spulenseiten bestimmt. Die Berechnung der resultierenden 









bq ⋅⋅⋅⋅⋅=Λ μ    (3-67) 
( ) ( ) ( ) ( ) ( )nnnnnnnn jjjjjjjj eeeeeeee ααααααααξ ⋅⋅⋅⋅−⋅⋅⋅⋅−⋅⋅⋅−⋅−⋅− +++++++++= 3423211
10
1  (3-68) 
( ) ( ) ( ) ξνν ⋅⋅⋅⋅⋅⋅=Ψ 11 20228,0ˆ qwlNB
bTRich nn  (3-69) 
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Die resultierende Verlustleistung ergibt sich hierbei je Nut zu 5,5W, was trotz des geringen 
Wicklungsfaktors nur einer Reduzierung der Verluste von ca. 21% gegenüber der 
Einlochspule für 100Hz entspricht. Für eine vierpolige Maschine mit 60 Nuten sind die 
gesamten Kreisstromverluste etwa 330W und damit bei 100Hz im Leerlauf praktisch nicht 
nachweisbar. Für 150Hz bleiben sie ebenfalls unter 18% der Verluste, die mit einer 
Stromdichte von 3,5A/mm² erreicht würden. Für gesehnte Wicklungen mit einer Lochzahl 
über zwei wird man diesen Effekt vernachlässigen können. Hier würden in jedem Fall die mit 
den hohen Induktionen und Frequenzen verbundenen Eisenverluste drastisch über den 
Kreisstromverlusten liegen. Für Sondermaschinen, insbesondere für hochpolige 
Synchronmaschinen mit Zahnwicklungen, ist dieser Effekt jedoch gegebenenfalls zu 
beachten. 
 
3.3.3 Messung und Vergleich an ausgeführten Maschinen 
Für die Beschreibung der Ständerstromverdrängung, die prinzipbedingt selbst bei baugleichen 
Maschinen immer einer relativ hohen Streuung unterliegt, ist die messtechnische Erfassung 
von größter Bedeutung. 
Die Messung wird mit dem bewickelten Ständer vor der Montage des Rotors durchgeführt. 
Hierzu werden die Stränge in Stern verschalten. Die prinzipielle Messanordnung ist der 
368H368H389H389H389HAbbildung 3.34 zu entnehmen. 
                               
Abbildung 3.34 - Messanordnung zur Bestimmung der Ständerstromverdrängung 
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Der praktische Aufbau einer solchen Stromverdrängungsmessung ist in der 369H369H390H390H390HAbbildung 3.39 
gezeigt. Die Koaxialshunts befinden sich dabei in einem Schaltschrank. Die Messung des 
Gleichstromwiderstandes erfolgt mit dem Milliohmmeter Metrahit 17 (unten im Bild). 
                       
Abbildung 3.35 - Messung der Ständerstromverdrängung 
Das Leistungsmesssystem D6100 ist direkt in der Lage, Grundschwingungsströme, 
Spannungen und Leistungen auszugeben. Diese werden aufgrund des hohen Oberschwin-
gungsgehaltes der Spannungen benötigt. Über den Frequenzumrichter lassen sich die 
Spannung und die Frequenz beliebig variieren.  
Für die Maschine UHTX 357.2Y-2/550kW (Kom. 23028.05) wurden die Werte nach 370H370H391H391H391HTabelle 
3.6 gemessen. Die Auswertung erfolgt über die Berechnung der Impedanz und des 
Leistungsfaktors. Der Stromverdrängungsfaktor ergibt sich schließlich aus dem Quotienten 
von Wechselstromwirkwiderstand zu gemessenem Gleichstromwiderstand. 
Durch den fehlenden Läufer ist der magnetische Widerstand der Nutdurchflutung sehr groß. 
Der Fluss ist damit bei der Stromverdrängungsmessung sehr gering. Wirksam werden die 
gewollte Nutteilstreuung, die Wicklungskopfstreuung und ein weiterer Streuungsanteil, 
welcher im Betriebsfall nicht in der Maschine auftritt. Dieser wird allgemein als 
Bohrungsstreuung bezeichnet.  
Um einen Einfluss von Eisenverlusten und ständerseitigen Bohrungsoberflächenverlusten 
auszuschließen, wurde ein weiterer Versuch durchgeführt. Der erregende Strom wurde hierbei 
halbiert. Es konnte somit nachgewiesen werden, dass die Eisenverluste bei der Stromverdrän-
gungsmessung vernachlässigt werden dürfen. Es ergibt sich bei etwa halbem Strom eine 
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leichte Reduzierung im Stromverdrängungsfaktor, die jedoch im Bereich der Messunsicher-
heit liegt. Eine Betrachtung der Messunsicherheit befindet sich im Anhang unter 392H392H392HTabelle D.4 
ff. 
Tabelle 3.6 – Messung der Stromverdrängungsfaktoren (I≈10%IN) 
Strang U Messwerte (Grundschwingung) Rechenwerte 
f /Hz  I1 / A U1 / A P1 / W R1 V/A R~  kr kx 
50  101,56 12,2 54,8 0,0044 0,0053 1,205 1 
100  110,7 26,58 86,1 0,0044 0,007 1,593 0,9995 
150  112,51 40,5 124,7 0,0044 0,0099 2,234 0,9948 
200  112,08 53,46 169,2 0,0044 0,0135 3,054 0,9347 
250  113,78 67,74 229,8 0,0044 0,0178 4,025 0,9204 
Strang V     
50  102,4 12,61 61,5 0,0044 0,0059 1,33 1 
100  111,22 27,37 100,3 0,0044 0,0081 1,839 0,9978 
150  112,72 41,59 143,3 0,0044 0,0113 2,557 0,9937 
200  112,15 54,96 187,6 0,0044 0,0149 3,382 0,9560 
250  113,64 69,57 248,8 0,0044 0,0193 4,369 0,9497 
Strang W     kr (Mittelwert) 
50  103,33 12,15 47,2 1,002 0,0044 1,002 1 1,179
100  112,2 26,37 60,1 1,083 0,0048 1,083 0,9993 1,505
150  113,94 40,16 71,4 1,247 0,0055 1,247 0,9976 2,013
200  113,23 53,13 83,5 1,477 0,0065 1,477 0,9833 2,638
250  114,66 67,24 103,6 1,787 0,0079 1,787 0,9822 3,394
 
Tabelle 3.7 – Messung der Stromverdrängungsfaktoren (I≈5%IN) 
Strang U Messwerte (Grundschwingung) Rechenwerte 
f /Hz  I1 / A U1 / A P1 / W R1 V/A R~  kr kx 
50 48,57 5,84 12,3 0,0044 0,0052 1,182 1 
100  51,77 12,42 19 0,0044 0,0071 1,608 0,9819 
150  52,28 18,8 26,5 0,0044 0,0097 2,199 0,9757 
200  51,61 24,68 35,1 0,0044 0,0132 2,988 0,9501 
250  52,46 31,23 46,8 0,0044 0,017 3,856 0,9105 
Strang V     
50  47,77 5,87 12,9 0,0044 0,0057 1,282 1 
100  50,75 12,45 20 0,0044 0,0078 1,761 0,9878 
150  51,2 18,81 27,9 0,0044 0,0106 2,413 0,9726 
200  50,56 24,69 35,3 0,0044 0,0138 3,131 0,9423 
250  51,37 31,25 47,5 0,0044 0,018 4,082 0,9085 
Strang W     kr (Mittelwert) 
50  49,05 5,77 11,3 0,0044 0,0047 1,065 1 1,176
100  52,24 12,28 15,6 0,0044 0,0057 1,296 0,967 1,555
150  52,61 18,57 19,9 0,0044 0,0072 1,63 1,0075 2,081
200  51,93 24,4 26,1 0,0044 0,0097 2,195 0,9919 2,771




Die Auswertung der Stromverdrängungsfaktoren der Stränge zeigt bereits eine hohe Streuung. 
Die Messwerte werden daher über alle drei Stränge arithmetisch gemittelt. Prinzipiell erfolgen 
die Messungen mit ca. 10-50% des Bemessungsstromes. 
Die Auswertung der Messung erfolgt über die Darstellung der Mittelwerte der Stromverdrän-
gungsfaktoren. Als Vergleichswerte werden die nach Kap. 371H371H393H393H393H .3.1.2.2 berechneten 
Stromverdrängungsfaktoren für eine Windungslagenverteilung „geordnet“ und „geo_gleich“ 
gegenübergestellt.  
Erwartungsgemäß gibt es in jedem Versuch Abweichungen der Zuordnungsvariante 
„geo_gleich“ zu den Messwerten. So werden über diese Verteilungsart ausschließlich größere 
Stromverdrängungsfaktoren berechnet als in den Messungen ermittelt. Für ein positives 
Entwurfsergebnis ist dies durchaus sinnvoll. Die Zuordnung der Leiterlagen nach dem 
Schema „geordnet“ führt ausschließlich auf zu kleine Stromverdrängungsfaktoren.   
Praktisch hat es sich daher als treffsicher erwiesen, ein arithmetisches Mittel aus den 
Verläufen „geo_gleich“ und „geordnet“ zu bilden. Der so gebildete Verlauf wird hier als 
„Rechnung“ bezeichnet.     
            
Abbildung 3.36 - Vergleich mit der zweipoligen Maschine  UHTX357.2Y-2 /23028.05/001 
Für die hochtourige zweipolige Maschine nach 373H372H372H394H394H394HAbbildung 3.36 ergibt sich nahezu ein 
deckungsgleicher Verlauf zwischen dem analytisch ermittelten und dem gemessenen Verlauf 
des Stromverdrängungsfaktors.  
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Auch die vierpolige Maschine nach 373H395H395H395HAnh. G- 4 zeigt eine gute Übereinstimmung zu dem 
berechneten Verlauf des Stromverdrängungsfaktors über der Frequenz. Die Messung zeigt 
dabei für größere Frequenzen einen etwas geringeren Stromverdrängungsfaktor als er sich aus 
der Mittelwertbildung zwischen den Windungslagenverteilungen „geordnet“ und 
„geo_gleich“ ergibt. 
             
Abbildung 3.37 - Vergleich mit der vierpoligen Maschine UHTW315.4-4  /22347.05/001 
             
Abbildung 3.38 - Vergleich mit der zweipoligen Maschine UPTZ3318.2-2  /010044.03/001 
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Die Maschine nach 374H396H396H396HAnh. G- 5 zeigt für die zweipolige Maschine der Achshöhe 315 eine 
ebenso gute Übereinstimmung zwischen Messung und Rechnung. Lediglich für 50Hz liegt 
der gemessene Stromverdrängungsfaktor über dem berechneten. 
     
Abbildung 3.39 - Vergleich mit der vierpoligen Maschine UHTW 318.4-4  /19511.05/002 
In der 376H373H375H397H397H397HAbbildung 3.39 ist eine größere Differenz zwischen Messung und Rechnung 
festzustellen. Hier trat vermutlich eine Verteilung der Teilleiter ähnlich zur „geordneten“ 
Windungslagenverteilung ein. Aber selbst eine derartige Abweichung ist aufgrund der 
stochastischen Vorgänge während der Wicklungsherstellung für die Berechnung vertretbar. 
Mit der hier vorgestellten Methode wird versucht, die physikalischen Mechanismen der 
Ständerstromverdrängung in einer geträufelten Wicklung zu beleuchten. Dieses Thema wird 
zur Zeit nur unzureichend in der Literatur behandelt. Für tiefe Nuten und eine große Zahl 
paralleler Drähte kann die Ständerstromverdrängung schon bei Frequenzen um 50Hz zu einer 
wesentlichen Vergrößerung der Wicklungsverluste führen. Die Kenntnis der Größenordnung 
des Stromverdrängungsfaktors ermöglicht es, die Qualität des Maschinenentwurfes erheblich 
zu steigern.  
Für vier Maschinen konnte nachgewiesen werden, dass eine gute Vorausberechnung der 
Stromverdrängung mit dem hier vorgestellten Verfahren möglich ist, so fern eine ausreichende 
Anzahl paralleler Leiterlagen vorhanden ist. Das Rechenverfahren ist damit prädestiniert für 
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Maschinen großer Achshöhe und großer Bemessungsdrehzahlen wie sie im Prüfstandsmoto-
renbau bevorzugt vorkommen.  
 
3.3.4 Thermische Rückwirkung der Stromverdrängung 1.Ordnung 
Die Ausführung des Ständerschnittes mit tiefen Nuten führt, wie bereits gezeigt werden 
konnte, zu beachtlichen Kreisströmen in den parallelen Leitern der Ständerwicklung. Für 
elektrische Maschinen großer Leistung mit entsprechend hohen Nuten kommt zusätzlich zu 
dem Stromverdrängungseffekt auch ein thermischer Effekt zum Tragen, welcher bei kleinen 
Maschinen vernachlässigbar klein ist. So entsteht durch die großen Abstände zwischen 
Wärmequelle und Wärmesenke in der Nut ein Temperaturgefälle über der Zahn- und vor 
allem über der Nuthöhe. Durch die inhomogene Stromdichteverteilung in der Nut wird dieser 
Effekt zusätzlich verstärkt. In diesem Abschnitt wird daher das Temperaturfeld in der 
Ständernut und anschließend im Wickelkopf untersucht. Ziel ist dabei die thermische 
Auswirkung der Stromverdrängung an sich, sowie die Wechselwirkung von Stromverdrän-
gung und Erwärmung zu berechnen. 
Insbesondere das Abdriften einzelner Teilleiter führt gleich zu einer Summe ungünstiger 
Zustände. Zum einen wird die Windungsisolation durch die hohe Stromdichte stärker 
thermisch beansprucht, zum anderen führt die Lage in einer anderen Windung zusätzlich zu 
einer Erhöhung der elektrische Feldstärke um den Leiter.  
Der praktische Nachweis des Auftretens solcher kritischer Stellen in der Nut ist nur sehr 
schwer nachweisbar. Bedenkt man jedoch, dass ein Überschreiten der zulässigen 
Wicklungstemperatur von nur 8K zu einer Halbierung der Wicklungslebensdauer führt (vgl. 
298H374H376H398H398H398H[27]), so muss ein praktisches Auftreten derart kritischer Punkte bereits in der Maschinenaus-
legung ausgeschlossen werden. Ein geschlossener Algorithmus zur Berechnung der 
Temperaturverteilung in der Wicklung ist erforderlich. Dieser Nachweis wird anhand eines 
finiten Elementemodells zu verifizierten. 
Als FEM-Referenz wird das Sharewareprogramm FEMM 4.0 verwendet. Es gestattet die 
zweidimensionale Lösung von elektrostatischen und magnetostatischen Problemen. In der 
Literatur ist oft die Analogie zwischen thermischen und elektrischen Strömungsproblemen 
beschrieben. Es ist jedoch auch möglich, eine Analogie von thermischem und elektrostati-
schem Feld herzustellen. Diese Betrachtungsweise hat den Vorteil, dass für den Charakter der 
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Eisenverluste die elektrische Ladungsdichte verwendbar ist. Die Analogien können wie folgt 
zusammengefasst werden. 
Thermische Flächenbelastung (Wärmeflussdichte):  gradTqth ⋅−= λ
r  in [W/m²] 
Elektrische Verschiebungsdichte:     ϕε gradD ⋅−=
r
 in [C/m²] 
Die materialunabhängigen Feldstärkegrößen:  gradTT −=∇  in [K/m] 
         ϕgradE −=  in [V/m] 
Dazu ist die Verfahrensweise für die Lösung der thermischen und elektrostatischen 
Feldprobleme analog. Der Begriff der thermischen Feldstärke ist nicht gebräuchlich. Die 
thermische Feldstärke wird daher über den Nabla- Operator und die Temperatur dargestellt. 









dP th 12 −=⎯→⎯⎯⎯⎯ →⎯ ∫∇⎯⎯⎯ →⎯⎯⎯⎯ →⎯⎯⎯⎯ →⎯
∇=∇=λ
 









Eine universelle theoretische Betrachtung der thermischen Probleme elektrischer Maschinen 
ist aufgrund der komplizierten Geometrie und der vielfältigen Gestaltungsformen der 
Maschinen nicht möglich. Es wird daher eine exemplarische Anordnung für eine geschlossene 
Maschine untersucht. Hierzu dient die wassergekühlte Beispielmaschine UHTW315.4-4, 
welche bereits für die Stromverdrängung im Kapitel 3.3 eingehend untersucht wurde. Die 
Nutgeometrie dieser Maschine ist in Tabelle 3.1 vorgestellt.  
Die thermische Untersuchung reduziert sich dabei auf die Darstellung der inneren 
Verhältnisse, d. h. es wird nur die Temperaturdifferenz bis zum Blechrondenaußendurchmes-
ser DA1 berechnet. Die komplizierten Mechanismen des Wärmeübergangs können damit 
unberücksichtigt bleiben. Die gesamte thermische Auslegung elektrischer Maschinen ist in 
299H375H377H399H399H399H[29], 300H376H378H400H400H400H[44] usw. ausführlich beschrieben.  
Der Längsschnitt durch die Beispielmaschine ist in Abbildung 3.40 dargestellt. In Tabelle 3.8 
sind die Ständergeometriedaten und die Verlustleistungen der zwei Betriebspunkte 
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zusammengefasst. Die Zusatzverluste wurden rechnerisch nach [66] ermittelt. Die 
Oberflächen- und Pulsationsverluste des Läufers sind bereits in Pv2 enthalten.  
                
Abbildung 3.40 - Schnittdarstellung der Beispielmaschine UHTW315.4-4 
Tabelle 3.8 - Daten der Asynchronmaschine UHTW 315.4-4, Werknr. 22347.05/001 
Blechrondendurchmesser: DA1 = 520   Nutgrunddurchmesser: Dn1  = 411,4 
isolierter Nutfüllfaktor: kn  = 0,83   Bohrungsdurchmesser: Di = 300 
Zahnbreite im Ständer: bZ = 9,34       
Betriebspunkt I: (Bemessungspunkt f=54Hz) 
Stromdichte                    [A/mm²] S1  = 3,0   Läuferverluste        [W] Pv2 = 3028 
Eisenverluste im Zahn            [W] PvFeZ = 2027   Eisenverl. im Joch  [W] PvFeJ = 4810 
Oberflächenverluste Stdr.       [W] PvFeOF = 872   Zahnpulsationsverl.[W] PvZP = 2619 
Betriebspunkt II: (Maximaldrehzahl f=151Hz) 
Stromdichte                    [A/mm²] S1  = 2,54   Läuferverluste        [W] Pv2 = 2641 
Eisenverluste im Zahn            [W] PvFeZ = 1379   Eisenverl. im Joch  [W] PvFeJ = 2687 
Oberflächenverluste Stdr.       [W] PvFeOF = 2379   Zahnpulsationsverl.[W] PvZP = 4057 
 
Vernachlässigt man zunächst die Verluste des Wickelkopfs und damit das axiale 
Temperaturgefälle über dem Eisenpaket, so kann das dreidimensionale Temperaturproblem 
auf ein zweidimensionales reduziert werden. Diese Annahme gilt insbesondere für 
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wassermantelgekühlte Maschinen, da die übliche Erwärmung des Kühlmediums etwa 5K 
beträgt. Die Modellierung einer durchzugsbelüfteten Maschine wird an dieser Stelle nicht 
vorgenommen, sie wurde z. B. in 301H377H379H401H401H401H[44] ausführlich beschrieben. 
Da die stoffspezifischen thermischen Materialeigenschaften in elektrischen Maschinen sehr 
unterschiedlich sind, lässt sich die Berechnung von thermischen Problemen stark 
vereinfachen. 302H378H380H402H402H402HTabelle C.2 gibt die wichtigsten spezifischen Wärmeleitzahlen an. In der 
Literatur finden sich zumeist Von-bis-Werte, die jedoch hier zur einfacheren Nachvollziehbar-
keit als absolut definiert werden. Über das Wiedemann-Franz-Gesetz ergeben sich zudem für 
metallische Werkstoffe Temperaturabhängigkeiten für die thermische Leitfähigkeit. Da sich 
Kupfer jedoch im Vergleich zu den eingesetzten Isoliermaterialien in der Wärmeleitfähigkeit 
um mehr als drei Größenordnungen günstiger verhält, hat die Verschlechterung der 
Wärmeleitfähigkeit der Isoliermaterialien und des Eisens durch den Temperatureinfluss 
praktisch keine Auswirkung auf das Ergebnis der angestellten Überlegungen. 
Wie bereits für die Berechnung der Stromverdrängung gezeigt wurde, kann die Nut der 
Maschine entsprechend Tabelle 3.1 mittels der FEM untersucht werden. Dazu wird der 
Ausschnitt gemäß 304H379H381H403H403H403HAbbildung 3.41 verwendet. Praktisch ist die Maschine mit parallelen 
Zahnflanken ausgeführt. Die Berechnung der Stromdichteverteilung machte es jedoch 
notwendig, die trapezförmige Nut in eine Rechteckform zu überführen, um sie einer 
analytischen Berechnung zugänglich zu machen. Diese Ersatzgeometrie soll auch für die 
Beschreibung des thermischen Problems Verwendung finden. Da der spezifische 
Wärmeleitwert in der Nut entsprechend klein gegenüber dem des Zahnes ist, kann gezeigt 
werden, dass sich diese Verzerrung kaum auf die Genauigkeit des Ergebnisses auswirkt.  
          
Abbildung 3.41 - thermische Modellierung einer Nutteilung 
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Die in 305H380H382H404H404H404HAbbildung 3.41 gezeigten Geometrien enthalten unterschiedlich angeordnete rote 
Linien, die der Untersuchung des Temperaturgefälles dienen. Die positive Richtung wurde 
dabei von der Nutöffnung zum Rondenaußendurchmesser gewählt. Es können auf diese Weise 
in a) das Zahngebiet, in b) das Nutgebiet und in c) das Joch untersucht werden.  
Wie bereits gezeigt wurde, kann das vorliegende thermische Problem als elektrostatisches 
Problem aufgefasst werden. Dabei ist lediglich zu berücksichtigen, dass die absolute 
Permittivität des Vakuums im Programm mit in die Materialkonstanten einzurechnen ist.  
Es wird bei der Modellierung der Nut mit einer fiktiven axialen Länge l von einem Meter 
gerechnet. Zunächst wird der Betriebspunkt I des Beispiels für eine homogene Stromdichte-
verteilung untersucht. Für die Verlustwärme eines Teilleiters bei einer Temperatur von 120°C 
und der nominellen Stromdichte 3,0 A/mm² gilt die Gleichung 306H381H383H405H405H405H(3-70).  
















π  (3-70) 
Vom Rotor her liegt eine thermische Flächenbelastung qth2 vor (im Beispiel 6270W/m²). Diese 
beinhaltet die gesamten Zusatzverluste des Läufers sowie die Oberflächenverluste des 
Ständers. Es ergibt sich damit der Wärmeeintrag je Nutteilung in den Ständer nach Gleichung 
307H382H384H406H406H406H(3-71). 














Die Eisenverluste sind entsprechend den Verlustziffern als masse- oder volumenabhängige 
Größen in Abhängigkeit von Frequenz, Induktion und Magnetisierungsart berechenbar. Dem 
FEM-Programm werden direkt die Verlustdichten zugeführt, die aus den Gesamtverlusten 
errechnet werden. Diese werden als gleichmäßig über das Volumen des entsprechenden 




















































Die Verlustleistung kann direkt in Form einer Ladung und die Verlustdichte als Ladungsdichte 
in der FEM verarbeitet werden. Als Ergebnis erhält man das Temperaturfeld als 
Potentialverteilung. Es wird in 308H383H385H407H407H407HAbbildung 3.42 und 309H384H386H408H408H408HAbbildung 3.43 zunächst die 
Temperaturverteilung für eine absolut homogene Stromdichteverteilung bestimmt. 
                
Abbildung 3.42 - Temperaturverteilung für homogene Stromdichte (lies Kelvin, statt Volts) 
 
Abbildung 3.43 - Temperaturverteilung über der Nut- bzw. Jochhöhe 
310H385H387H409H409H409HAbbildung 3.43 zeigt den Verlauf des thermischen Potentials. Es ist deutlich zu erkennen, dass 
dieses in der Nut den gleichen qualitativen Verlauf zeigt, wie er auch im Zahn zu beobachten 
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ist. Aufgrund der hohen thermischen Leitfähigkeit des Kupfers entsteht über der Höhe des 
einzelnen Teilleiters praktisch keine Temperaturdifferenz. Ferner ist die Annäherung der 
Geometrie über eine rechteckige Nut nach Abbildung 3.43 gerechtfertigt. Die Temperaturdif-
ferenz bleibt im Beispiel unter 3K. Die Differenz entsteht durch die Verschiebung der 
Stromwärmeverlust zum Nutgrund durch die Trapezform der Nut. Die Temperaturüberhöhung 
zwischen Nut und Zahn ist bei einer verhaltenen Stromdichte von rund 3A/mm² recht klein. 
Die Wärmeleitung aus der Nut findet hauptsächlich in tangentialer Richtung über den Zahn 
statt, welcher ebenso die Verlustwärme des Läufers, sowie die in ihm anfallenden Eisen- und 
Zusatzverluste abzuführen hat. Das Temperaturgefälle über der Nuthöhe ist mit etwa 30K 
beachtlich. 
Für die beiden Betriebspunkte der Beispielmaschine sind die Stromdichten und 
Verlustleistungen in Tabelle 3.9 für die Leiterlagenverteilung „geordnet“ und „gleichverteilt“ 
für die Betriebspunkte zusammengetragen. 
Tabelle 3.9 - Stromdichten und Verlusteinträge der Beispielmaschine 
Betriebspunkt I: (Rechenwerte für 50Hz) 
Rotor (eine Nutteilung): 97,6W/m Zahn: 151.000W/m³ Joch: 60.500W/m³ 
Teilleiter:  geordnet Teilleiter:  gleichverteilt 
Stromdichte   [A/mm²] Verluste         [W/m] Stromdichte   [A/mm²] Verluste         [W/m] 
192,33064,1 =⋅=aS  5,0)(1 =aTlvP  94,33312,1 =⋅=aS  76,0)(1 =aTlvP  
0,331 =⋅=bS  44,0)(1 =bTlvP  0,331 =⋅=bS  44,0)(1 =bTlvP  
265,33088,1 =⋅=cS  52,0)(1 =cTlvP  41,63136,2 =⋅=cS  013,2)(1 =cTlvP  
Betriebspunkt II: (Rechenwerte für 150Hz) 
Rotor (eine Nutteilung): 85,13W/m Zahn: 176.676W/m³ Joch: 33.797W/m³ 
Teilleiter:  geordnet Teilleiter:  gleichverteilt 
Stromdichte   [A/mm²] Verluste         [W/m] Stromdichte   [A/mm²] Verluste         [W/m] 
75,354,2476,1 =⋅=aS  69,0)(1 =aTlvP  89,454,2926,1 =⋅=aS  17,1)(1 =aTlvP  
54,254,21 =⋅=bS  32,0)(1 =bTlvP  54,254,21 =⋅=bS  32,0)(1 =bTlvP  





Abbildung 3.44 - Temperaturverteilung in der Nut bei 50Hz (lies Kelvin, statt Volt) 
 
Abbildung 3.45 - Temperaturverteilung in der Nut bei 150Hz (lies Kelvin, statt Volt) 
Die Stromverdrängung führt bei beiden Betriebspunkten zu einer deutlichen Temperaturerhö-
hung. Diese ist durch die Unterschiede im Stromverdrängungsfaktor und den Stellen des 
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Verlusteintrages erheblich von der Verteilung der Teilleiter und der Frequenz abhängig. Für 
alle Fälle gilt die ausreichend genaue Abbildung der Nutgeometrie auf ein Rechteck. 
3Die 417H417H417HAbbildung 3.44 zeigt eine deutliche Steigerung des Temperaturniveaus für den 
ungünstigen Fall einer „gleichverteilten“ Aufteilung der Leiter in der Nut. Eine weitere 
Steigerung der Unterschiede ergibt sich im Betriebspunkt II nach Abbildung 3.45. Hier treten 
für den Fall der „gleichverteilten“ Windungslagenverteilung bereits Heißpunkte in der Nut 
auf. Die „gleichverteilte“ Wicklung erreicht zudem ein deutlich höheres thermisches Niveau 
als die „geordnete“ Wicklungsverteilung. Es tritt die Temperaturerhöhung im Bereich 
besonders hoch belasteter Teilleiter in Erscheinung. Für die „gleichverteilte“ Anordnung ist 
außerdem zu bedenken, dass alle gleichnamigen Segmente, also alle Teilleiter mit hoher und 
alle Teilleiter mit geringer Stromdichte, übereinander liegen. Es liegen die Teilleiter der ersten 
auf denen der letzten Windung. Dies führt für die Windungsisolation zu einer sehr hohen 
elektrischen und thermischen Beanspruchung.  
Für die Beispielmaschine wurden durch zwei Temperaturfühler in der Nut bei Betriebspunkt I 
102°C und 99°C gemessen. Für eine Frequenz von 133Hz lagen die Temperaturen bei 130°C 
und 129°C. Die Wassereinlauftemperatur betrug in beiden Fällen 17°C. Die Messung bestätigt 
damit den Einfluss der Stromverdrängung auf die Erwärmung.  
Dieser Vergleich zeigt wie stark sich die Stromverdrängung auf die Erwärmung der Maschine 
auswirkt. Die Stromdichteverteilung und damit die Leiterverteilung haben entscheidenden 
Einfluss auf die Höhe sowie auf den Ort der Erwärmung. Sowohl die geringe Frequenz von 
150Hz als auch die Windungslagenverteilung stellen dabei noch keinen Extremwert dar. Die 
Anordnung “geo_gleich“ würde zu einer noch ungünstigeren Nuterwärmung führen. Auch 
sind Frequenzen bis zu 400Hz für Prüfstandsmotoren keine Seltenheit. Findet sich also nur 
eine Nut in einer Maschine, welche eine sehr ungünstige Leiterlagenverteilung aufweist, so 
kann ein vorzeitiger Ausfall der Windungsisolation nicht durch das Anbringen weniger 
Messfühler oder gar einer Widerstandsmessung zur Erwärmungsbestimmung ausgeschlossen 
werden. 
 
3.3.4.1 Berechnung des Temperaturfeldes in der Nut 
Zur Berechnung der Temperaturverhältnisse in der Nut kann ein analytisches Näherungsver-
fahren dienen. Die Berechnung wird unter der bekannten Ausnutzung der Analogien zwischen 
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dem elektrischen Strömungsfeld und dem thermischen Feld in Form einer Ersatzschaltung 
erfolgen. 
(1) Wärmeleitung in der Nut  
Für die Runddrahtwicklung muss der thermische Widerstand zwischen den einzelnen runden 
Teilleitern in der Nut beschrieben werden. Nach [27] kann jeder Profilleiter in eine 
quadratische Anordnung überführt werden, die als Element eines Netzwerkes betrachtet 
werden kann. Für den Einzeldraht gilt das thermische Ersatzschaltbild nach 321H396H398H420H420H420HAbbildung 3.46. 
 
Abbildung 3.46 - thermische Ersatzschaltung eines Teilleiters1F3F3F3F4 







' . Aufgrund der großen Unterschiede in den thermischen Leitwerten für das 
Isolationsmaterial und für den Leiterwerkstoff Kupfer kann die Temperaturdifferenz durch 
den Leiterwerkstoff vernachlässigt werden. Die geometrischen Größen b’ und h’ geben die 
fiktiven geometrischen Außenabmessungen für den isolierten Leiter an. Für einen runden 
Kupferlackdraht gilt für die Geometrie: b’≈h’, d. h. die Drähte liegen praktisch ohne jegliche 
Ordnung in der Nut. Im Mittel wird sich daher kein Unterschied zwischen horizontalem und 
vertikalem Widerstand abbilden, es gilt )()( verthhorthers RRR == . Der resultierende Widerstand 
ist nach 324H399H401H422H422H422H[27] mit Gleichung 325H400H402H423H423H423H(3-74) zu berechnen.  
                                                 

































Die Bezeichnung do entspricht dem blanken Drahtdurchmesser, wobei dq den Abstand der 
Symmetrielinien der Teilleiter beschreibt. Dieser ergibt sich aus dem Kennwert für die 
isolierte Nutfüllung kn. Dieser Faktor ist das Verhältnis von isolierter Nutfläche AI (also mit 
Isolierhülse, Zwischenisolation, Deckschieber und Nutkeil ausgekleideter Nut) zur isolierten 






1⋅= . (3-75) 








1 . (3-76) 
Der thermische Durchgangswiderstand eines Teilleiters ist nur abhängig vom Füllgrad der Nut 
und von der thermischen Leitfähigkeit des Isoliermaterials. Das zeigt, dass ein Einschließen 








IsoLuft 029,010λλ ) nicht nur aus Gründen der 
Teilentladungsfestigkeit sehr ungünstig ist.  
(2) Wärmeleitung am Übergang zwischen Zahnflanke und Teilleiter  
Der Wärmetransport aus der Nut in den Zahn erfolgt über die Geometrie nach 326H401H403H424H424H424HAbbildung 
3.47. Hierbei ist die Stärke der Nutwandisolierung für die Temperaturdifferenz entscheidend, 
die über das Verhältnis von Abstand a und Drahtdurchmesser do in die Gleichung 327H402H404H425H425H425H(3-77) 





















In erster Näherung kann man davon ausgehen, dass dieser Abstand etwa der halben Distanz 





                  
Abbildung 3.47 - Skizze zum thermischen Widerstand zwischen Teilleiter und Zahnflanke 
 
(3) Wärmeleitung durch den Zahn 









1 . (3-78)  
(4) Wärmeleitung durch das Joch 






















. (3-79)  
(5) Berücksichtigung der Eisenverluste  
Die Eisenverluste können wie schon angesprochen als Raumladung oder unendlich viele 
Punktquellen aufgefasst werden. Erzeugen diese Punktquellen ein Temperaturdifferential, 
welches nur von einer Raumkoordinate abhängt, so kann das Problem durch einen Widerstand 
und eine konzentrierte Quelle beschrieben werden. Das Problem entspricht einer 
Linienbelastung oder Linienspeisung, demzufolge werden alle differentiellen Teilquellen 
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aufsummiert. Die Potentialdifferenz entspricht dann der über dem halben thermischen 
















Näherungsweise kann im Joch ebenso verfahren werden. 
Der Überlagerungssatz erlaubt es, die Knotenpotentiale, die von den einzelnen Verlustquellen 
erzeugt werden, zu überlagern.  
Unter Nutzung der Symmetrie wird eine halbe Nutteilung untersucht. Für das in der 
328H403H405H426H426H426HAbbildung 3.48 gegebene Ersatzschaltbild werden die folgenden Größen für das Beispiel nach 
Tabelle 3.8 Betriebspunkt I jetzt mit der realen Eisenlänge berechnet: 
W
N








































Die thermischen Widerstände der Nut ergeben sich im Anhang nach Tabelle C.3. 
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Abbildung 3.48 - thermisches Ersatzschaltbild der Nut 
Das in 329H404H406H427H427H427HAbbildung 3.48 dargestellte Netzwerk ist aufgrund des thermischen Widerstandes RvN 
vermascht. Es wird daher eine Lösung über das Knotenpotentialverfahren vorgenommen. 
Bezeichnet man vorerst das thermische Potential am Nutgrund mit „0“, so ergibt sich die 
Knotenleitwertmatrix mit einer Dimension von NHwn ⋅⋅2 . Die Potentialdifferenz, die über 
den thermischen Jochwiderstand abfällt, kann später auf die einzelnen Knotenpotentiale 
addiert werden. 
Bei der Berechnung der Knotenpotentiale wird folgendermaßen vorgegangen. Die 
Nummerierung der Knoten erfolgt vom Nutgrund aus im Zahn, also von [0.. 1−⋅NHwn ]. Die 
Knoten in der Symmetrielinie der Nut werden ebenso vom Nutgrund aus nummeriert, also 
von [ NHwn ⋅ .. 12 −⋅⋅ NHwn ]. Die Berechnung erfolgt in der Form: NTP
rr
=⋅G . Zur 
Berechnung des Temperaturvektors ( )TnNNNN NHwTTTT )12(...)1()0( −⋅⋅=
r
ist 
demzufolge die Knotenleitwertmatrix zu invertieren und mit dem Wärme- oder 
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Verlustleistungsvektor ( )TnFeZFeZ NHwPPPP )(... ⋅=
r
 zu multiplizieren. Die Aufstellung 
des Wärmevektors erfolgt nach Bildungsvorschrift 330H405H407H428H428H428H(3-85). 
)(kPvP =
r
    
FeZk PPv =)( für 2...0 −= NHwk n  
vLfrFeZNHw PPPv n +=− )1(  







)(    für 12... −⋅= NHwNHwk nn  
(3-85) 
Der Vektor NHwk nS −  beschreibt die Stromdichte, welche sich leiterlagenabhängig aus der 
Berechnung der Stromverdrängung ergibt. Der Faktor ( )NHwk nk −1 bezeichnet die temperaturbe-
dingte Verringerung des Leitwertes der betreffenden Leiterlage gegenüber 20°C. Dieser Wert 
wird vorerst mit einem Startwert von 1,39 belegt, was einer Leitertemperatur von 120°C 
entspricht. Die Verlustwärme ist nicht nur von der Stromdichte, sondern auch von dem 
entsprechenden thermischen Zustand der Leiterlage abhängig.  
Das Aufstellen der Knotenleitwertmatrix erfolgt direkt anhand des thermischen 
Ersatzschaltbildes, gemäß 331H406H408H429H429H429HAbbildung 3.47. Für die Hauptdiagonale gilt die Gleichung 332H407H409H430H430H430H(3-86). 
( ) ( )































G 111,1 +=−− ; ( )
vühvN
wnNHwnNH RRR




G 12, += , für 22...1 −⋅+= NHwNHwk nn ;   ( )
hvN
wnNHwnNH RR
G 1112,12 +=−−  
(3-86) 




G 11, −=+ , für 1−≤ NHwk n ; ( )
vN
kk R








Alle nicht aufgeführten Elemente sind mit null zu belegen. Die Matrix wird anschließend 
durch Spiegeln an der Hauptdiagonale vervollständigt. 
Nach dem Invertieren und Ausmultiplizieren ist zu allen Potentialen die Potentialdifferenz 
über das Ständerjoch zu addieren.  
Die analytisch gewonnen Ergebnisse werden für den Betriebspunkt II, also 150Hz, mit den 
numerischen Ergebnissen in Abbildung 3.49 verglichen. Es wurde hierzu ein Programm 
TH_NUT.CPP erstellt.  
      
Abbildung 3.49 - Vergleich der Nutübertemperatur bei 150Hz 
Die Verläufe der Übertemperaturen in der Nut aus Abbildung 3.49 zeigen eine ausreichend 
gute Übereinstimmung mit denen, die aus der FEM gewonnenen wurden. Lediglich an der 
Nutöffnung kommt es aufgrund der Ableitung durch den Steg zu geringfügigen Abweichun-
gen. Diese können jedoch aus praktischer Sicht als unbedeutend vernachlässigt werden. 
 
3.3.4.2 Berechnung des Temperaturfeldes im Wickelkopf 
Der Wickelkopf stellt im Allgemeinen ein sehr kompliziert geformtes Konstruktionsteil der 
Maschine dar, in welchem nahezu die Hälfte der Ständerwicklungsverluste umgesetzt werden. 
Seine Abmessungen können nur durch Hüllkurven vorgegeben werden. Ebenso wie in der Nut 
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ist die exakte Lage jedes Teilleiters hier unbestimmt. Vor allem die lockere Lage der Teilleiter 
zueinander kann zu einer sehr starken Erwärmung einzelner Teilleiter führen. Es ist daher das 
Ziel dieses Abschnittes, unter starken geometrischen Vereinfachungen eine Methode zu 
finden, die es erlaubt, den Wickelkopf thermisch zu modellieren. Am einfachsten ist der 
Wickelkopf einer Einschichtwicklung mit Spulen gleicher Weite aufgebaut. Hier können 
folgende Annahmen getroffen werden:  
(1) Die Temperaturverteilung verhält sich achsensymmetrisch zur axialen Symmetrie-
achse der Spule. 
(2) Die Leiterlagen ändern ihre Lage in radialer Richtung nicht. 
(3) Die Wicklung vergrößert in alle Richtungen ihre Abmessung gleichmäßig (d. h. in 
Breite und Höhe bzw. radial und tangential). 
(4) Die axiale Temperaturdifferenz über das Blechpaket wird vernachlässigt. 
Unter Berücksichtigung dieser Annahmen kann das dreidimensionale Problem in ein 
zweidimensionales überführt werden. Die notwendige Näherung wird reell zur Berechnung 
von zu großen Temperaturen bei Zweischichtwicklungen führen. Für konzentrische 
Einschichtwicklungen werden die Temperaturen zu klein berechnet. Als Referenz dient die 
zweidimensionale Ersatzanordnung nach 341H416H418H439H439H439HAbbildung 3.50. Für stark ausgenutzte Maschinen 
setzt man zur besseren Wärmeableitung eine Vergussmasse im Stirnraum ein. Diese umgibt 
den Wickelkopf und füllt den Stirnraum zwischen Wassermantel und Wickelkopf aus.  
 
Abbildung 3.50 - zweidimensionale Modellierung des Wickelkopfes 
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Das zweidimensionale Modell basiert auf 323H398H400H421H421H421H[27] und besagt, dass jeder Profilleiter in seiner 
Wirkung durch ein quaderförmiges Volumenelement mit der Breite B’, der Höhe H’ also 
einem thermischen Ersatzleitwert nachgebildet werden kann, so der Unterschied zwischen 
thermischem Isolator und thermischem Leiter groß genug ist. Es soll daher die Dimension in 
die Tiefe durch reδ  nachgebildet werden. Die Ersatzhöhe des Teilleiters wird mit do’ und der 
Abstand der Symmetrielinien der Leiter mit dq’ bezeichnet, wie in der 342H417H419H440H440H440HAbbildung 3.51 
dargestellt. Die Aufweitung der Packungsdichte der Drähte wird mit etwa 70% gegenüber der 
Packungsdichte in der Nut geschätzt. Diese Aufweitung wird durch den Faktor kw 
berücksichtigt. Je kleiner die Polzahl der Maschine ist, umso größer wird dieser Faktor 
ausfallen. Es wird vereinfachend angenommen, dass die Aufweitung linear zunimmt und an 
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(3-89) 
Die gestreckte Länge des Wickelkopfes kann aus der mittleren Leiterlänge und der 





=  (3-90) 
Die Leiterhöhe des rechteckförmigen Ersatzleiters ergibt sich aus dem Verhältnis des Kreis- 










 (3-91)  
Es wird mit den tatsächlichen spezifischen thermischen Leitwerten gerechnet. Die 
Isolationsschicht muss wie folgt aus der Gleichsetzung des radialen Widerstandes nach 343H418H420H441H441H441H[27] 




















































δ  (3-93)  
Das Gleichsetzen in (3-92) führt zu zwei Lösungen der Ersatzgeometrietiefe. Es wird die 
anschauliche Variante nach Gleichung (3-93) gewählt. Die Ersatzsegmenthöhe kann somit 
nach Gleichung (3-91) berechnet werden. Für das Beispiel ergibt sich do’=2,06mm und 
mmre 98,0=δ . Der mittlere Leiterabstand ist demnach dq’=2,53mm. Die Ersatzgeometrie 





⋅+⋅⋅−  in radialer Richtung 
gestreckt. Ursache hierfür ist die Teilleiterersatzhöhe do’. 
 
 
Abbildung 3.51 - Überführen der runden Anordnung in eine rechteckige Ersatzanordnung 
Der thermische Ersatzwiderstand der Teilleiter des Wickelkopfes wird, so man ihn auf die 
Länge bezogen berechnet, etwa 2,9 mal größer als der der Nut. 
Die Geometrie mit den beschriebenen Abmessungen nach 344H419H421H442H442H442HAbbildung 3.51 kann sowohl 
mittels der Finiten-Elemente-Methode als auch über ein thermisches Netzwerk untersucht 
werden. Dieses ist in 345H420H422H443H443H443HAbbildung 3.52 dargestellt. Vereinfachend wird angenommen, dass das 
Potential am Nutausgang festliegt. Diese Annahme basiert auf dem wesentlich geringeren 
Wärmeableitwiderstand der Nut gegenüber dem des Wickelkopfes. Diese Potentiale werden 
der Symmetrielinie der Nut aus der vorangegangenen Berechnung mit „TH_NUT.CPP“ 
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entnommen und in Form idealer Potentialquellen in 346H421H423H444H444H444HAbbildung 3.54 dargestellt. Die 
Kupferverluste werden auf zwei Quellen über der Wickelkopflänge aufgeteilt. 
    








































Die axiale Wärmeleitung durch die einzelnen Teilleiter in das innere der Nut wird über 
Gleichung (3-94) beschrieben. Die radiale Ableitung der Wärme wird über Gleichung (3-95) 
berechnet. Sie muss berücksichtigen, dass sich durch die Aufweitung des Wickelkopfes eine 
Verringerung des Ableitweges ergibt. Für die FEM Berechung kann anhand dieses 
Widerstandes die mittlere Distanz Δ zwischen Wickelkopfaußenkontur und dem Gehäuse 
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entsprechend Abbildung 3.49 bestimmt werden. Dieser wird durch die vermindert abgebildete 




















Die Einspeisung der Wärme erfolgt kontinuierlich über die Länge des Wickelkopfes. Das 
Potential entlang der Wickelkopflänge verhält sich daher annähernd quadratisch, vgl. [81]. 
Die Ersatzschaltung ist daher so angelegt, dass eine Reihe von Knoten auf die Stirnseite des 
Wickelkopfes gelegt wurde, welche erwartungsgemäß am wärmsten wird. Die zweite 
Knotenreihe befindet sich bei halber Wickelkopfausladung. Will man den Potentialverlauf 
durch zwei Einspeisepunkte annähern, so ist der axiale Widerstand zu 1/8 und zu 3/8 
aufzuteilen, wenn je die Hälfte der Verluste eingespeist wird. Als Randbedingung gelten die 
thermischen Potentiale am Nutausgang, die sich aus der thermischen Berechnung der Nut 
ergaben. Die Kupferverluste der Teilleiter werden wie folgt berechnet: 
)(kvPP =
r
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)( , für 12... −= NHwNHwk nn  
(3-98) 
Die Spannungsquellen der Randbedingung wurden dabei zu Stromquellen umgeformt. In 
Analogie ( NTP
rr
=⋅G :Nut -> WTP
rr
=⋅G :Wickelkopf) zur Behandlung des Nutproblems wird 
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(3-99) 




















G 4, −=+  
(3-100) 
Alle nicht aufgeführten Elemente sind mit null zu belegen. Die Matrix wird anschließend 
durch Spiegeln an der Hauptdiagonale vervollständigt.  
Die Wärmeableitung erfolgt trotz des Wickelkopfvergusses nahezu vollständig in axialer 
Richtung in die Nut. Es ist daher erforderlich den Algorithmus der Berechnung des 
Nuttemperaturfeldes mit der Berechnung des Wickelkopftemperaturfeldes zu koppeln. Dies 
geschieht im Programm THERM.CPP. Es ergeben sich dabei zwei prinzipielle Möglichkeiten. 
Eine ist über den Überlagerungssatz die Potentiale einzeln zu berechnen und anschließend zu 
überlagern. Hierzu müssten jedoch die Matrizen angepasst werden. Einfacher ist eine iterative 
Kopplung beider Lösungsalgorithmen.  
Bisher nicht berücksichtigt wurde, dass die Verlustleistung in linearer Form von der 
Erwärmung des jeweiligen Teilleitergebietes abhängt.  Ein thermisch besonders hoch 
belasteter Teilleiter führt zunächst unter der Annahme einer konstanten Stromdichte zu 
höheren Verlusten. Es wurde daher der Vektor ( )NHwk nk −1 bereits zu Beginn der thermischen 
Potentialberechnung eingeführt. Prinzipiell kann er für jedes betrachtete Teilgebiet berechnet 
werden, so die Leitertemperatur dort bekannt ist. Dies würde jedoch den Aufwand der 
iterativen Berechnung stark erhöhen. Es wird daher im einfachsten Fall mit einer mittleren 
Leitererwärmung gerechnet, welche sich nach 355H429H432H453H453H453H(3-101) für den Leiterwerkstoff Kupfer ergibt. 
Die Temperatur T0 stellt dabei die Absoluttemperatur am Knoten 0 (in der 356H430H433H454H454H454HAbbildung 3.50 als 








































Die Programmstruktur nach 357H431H434H455H455H455HAbbildung 3.53 berechnet dabei iterativ den Vektor für den 
Temperaturfaktor und nutzt als Abbruchbedingung die relative Leistungsabweichung 
zwischen neuer und alter Iteration. 
 
Abbildung 3.53 - Programmablaufplan zur Berücksichtigung der Abhängigkeit PvCu = f(T) 
Für den Vergleich zwischen analytischer und FEM-Berechnung wird der in 350H424H427H448H448H448HAbbildung 3.54 
eingezeichnete rote Pfad verwendet. Er beginnt radial gesehen an der Bohrung und endet an 
der äußeren Kante der Stirnseite des Wickelkopfes.  
 
Abbildung 3.54 - Ausschnitt aus dem Wickelkopfmodell 
Heißpunkte des Wickelkopfes 
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Für die „geordnete“ und die „gleichverteilte“ Stromdichteverteilung werden die thermischen 
Potentialverteilungen im Betriebspunkt II (150Hz) in Abbildung 3.55 gezeigt. Der 
Gesamtstrom, d. h. die Maschinenbelastung, ist in allen beiden Fällen identisch.  
  
Abbildung 3.55 - Erwärmung des Wickelkopfes im Betriebspunkt II (150Hz) (lies K statt V) 
In der Abbildung 3.56 werden die Potentiale an der Stirnfläche des Wickelkopfes in radialer 
Richtung verglichen. Die Abmessungen sind hierbei nicht maßstäblich.  
      
Abbildung 3.56 - Temperaturverlauf an der Stirnseite des Wickelkopfes 
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Die Verläufe zeigen eine gute Übereinstimmung zu den numerischen Berechnungsergebnis-
sen. Es ist hier noch deutlicher als in der Temperaturverteilung der Nut zu sehen, dass allein 
die Lage der Leiter über die zuverlässige Funktion oder die thermische Überlastung einer 
Maschine entscheiden kann. Das Eintreten der Kombination „gleichverteilt“ ist 
unwahrscheinlich. Jedoch reicht eine Nut mit einer, wenn auch nur ähnlichen Leiterverteilung 
aus, um die gesamte Wicklung thermisch zu zerstören. Ein Umstand, der in der Berechnung 
keine Beachtung fand ist, dass die Wickelkopfvergussmasse sich auch zwischen den Nuten 
befindet und die radiale Ableitung vermutlich noch geringfügig verbessern würde. Diese 
Effekt wird jedoch aufgrund der nur etwa fünfmal besseren Wärmeleitfähigkeit der 
Vergussmasse gegenüber dem Tränkharz verhalten ausfallen. 
Ein weiterer Effekt, welcher hier noch nicht berücksichtigt wurde, ist, dass auch die 
Stromdichte selbst eine Funktion der Lagenwiderstände und damit der Temperatur ist. Die 
Leiterlagen selbst sind nach einer bestimmten Struktur, die im Zuordnungsschema abgelegt 
ist, miteinander in Reihe geschaltet. Es ergeben sich also insgesamt NH Windungslagen, 
welche NH mittlere, für die Stromverdrängung relevante Temperaturen annehmen können. 
Erweitert man also den Algorithmus für die Berechnung des Stromverdrängungsfaktors um 
die Temperaturkoeffizienten der einzelnen Spulenlagen, so ist es möglich, einen 
temperaturabhängigen Stromverdrängungsfaktor zu berechnen. Dies bedeutet, dass jetzt zu 
den Einflussgrößen wie Geometrie, Sättigungszustand des Eisens, Art der Wicklung und der 
Frequenz auch der Strom an sich, d. h. die mittlere Stromdichte, als Einflussgröße untersucht 
werden kann. 
Die Kopplung beider Algorithmen bedingt dann eine große und eine kleine Iterationsschleife 
zur Berechnung der Temperatur und der Stromdichteverteilung in der Maschine, wie 
358H432H435H456H456H456HAbbildung 3.57 zeigt. 
Am Beispiel (Tabelle 3.1) kann wiederum gezeigt werden, wie der Stromverdrängungsfaktor 
von der Lagenverteilung, der Frequenz und der Stromdichte abhängt. 
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Abbildung 3.57 -Programmablaufplan zur Berücksichtigung der Abhängigkeit PvCu = f(kr=f(T)) 
Der Einfluss der Stromdichte selbst auf den Stromverdrängungsfaktor ist für die 
Stromdichteverteilung „geordnet“ in 359H433H436H457H457H457HAbbildung 3.58 dargestellt. Der Einfluss der thermischen 
Belastung, d. h. der Stromdichte, zeigt insbesondere für Frequenzen über 150Hz eine sehr 




Abbildung 3.58 - Stromverdrängungsfaktor als Funktion der Stromdichte „geordnet“ 
 




Abbildung 3.60 - Stromverdrängungsfaktor als Funktion der Stromdichte „gleichverteilt“ 
 
Abbildung 3.61 - mittlere Erwärmung als Funktion der Stromdichte „gleichverteilt“ 
Für alle untersuchten Punkte gelten die Eisen und Zusatzverluste aus Betriebspunkt I.  
In 360H434H437H458H458H458HAbbildung 3.59 wird der Zusammenhang zwischen Stromdichte und Leitererwärmung in 
Verbindung mit der mittleren Leitertemperatur dargestellt. Es kann hier für 250Hz und 
 
 119
3A/mm² in 361H435H438H459H459H459HAbbildung 3.59 eine mittlere Leitererwärmung von k1 = 1,23 abgelesen werden. 
Dies entspricht einer mittleren Leitertemperatur von 79°C. Im Wickelkopf liegt die 
Temperatur nach 362H436H439H460H460H460HAbbildung C.6 jedoch bei ca. 140°C mit einer Bezugstemperatur von 30°C. 
363H437H440H461H461H461HAbbildung 3.60 und 364H438H441H462H462H462HAbbildung 3.61 zeigen für die „gleichverteilte“ Lagenanordnung im 
Vergleich zur „geordneten“ Anordnung noch wesentlich dramatischere Werte für die mittlere 




4 Einfluss der Stromverdrängung auf die Stromregel-
strecke 
Im Kapitel 2.3.2 wurde die Stromregelstrecke eines einfachen massiven Leiterstabes 
untersucht. Es konnte dabei eine deutlicher Einfluss der Stromverdrängung auf die 
Parametrierung des Reglers festgestellt werden. Dieses Kapitel dient nun der Untersuchung 
der gesamten Drehstromasynchronmaschine unter Berücksichtigung der Stromverdrängung. 
Der Stand der derzeitigen Forschung geht von einer stromverdrängungsfreien Ständer- und 
Läuferwicklung aus. Die Stromregelstrecke des drehmomentbildenden Stroms verhält sich 



























++⋅⋅= ω  (4-1)
Es ergeben sich somit ein resultierender Widerstand und eine resultierende Induktivität. Diese 
bilden die große Zeitkonstante der Regelstrecke. Sie wird z. B. in 451H454H474H474H474H[67] mit Tσ bezeichnet. Hier 
soll die Bezeichnung mit TFOR erfolgen. Ebenso werden der Widerstand mit RFOR1 und die 














LT =  (4-2)
Prinzipiell kann die Gleichung (4-1) auch mit dem drehmomentbildenden Läuferstrom 
dargestellt werden. Der Ersatzwiderstand und die Ersatzinduktivität setzen sich dann anders 
zusammen und können mit zwei indiziert werden. Beide Darstellungen sind gleichwertig. 
  
4.1 Stromverdrängung der Ständerwicklung 
In Kapitel 620H447H450H475H475H475H3.3 wurde der Effekt der Ständerstromverdrängung unter der Voraussetzung eines 
symmetrischen Drehstromsystems unter stationären Bedingungen behandelt. Für den Fall 
eines beliebigen Ständerstromverlaufes können die gezeigten Lösungsansätze erweitert 
werden. Es ist daher Ziel dieses Kapitels, ein Berechnungsmodell der Ständerwicklung für 
eine zweiphasige Ersatzwicklungsanordnung abzuleiten, welches das Betriebsverhalten einer 
Drehstrommaschine unter Berücksichtigung der Stromverdrängung im feldsynchronen 
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Koordinatensystem nachzubilden erlaubt. Von der Ständerstromverdrängung sind dabei nur 
der Ständerwiderstand und die Ständerselbstinduktivität betroffen.  
Zunächst wird jedoch eine Grundsatzbetrachtung zum Problem des Einflusses der 
Ständerstromverdrängung auf das Verhalten der Stromregelung erfolgen. 
Es wird von einem einfachen Nutmodell ausgegangen, in welchem sich eine Einschichtwick-
lung befindet. Die Windungslagen verteilen sich gemäß dem Zuordnungsschema „geordnet“. 
Als Beispiel dient eine Nut, in welcher sich eine Windungszahl wn befindet. Die Anzahl der 
parallelen Windungslagen sei mit NH=3 festgelegt. Mit Hilfe der Gleichung 452H455H476H476H476H(3-43) können der 
Ständerwiderstand und die Nutteilstreuinduktivität allgemein als frequenzabhängige Größen 























































Der Widerstand R0 ist unabhängig von der Windungszahl und lediglich eine Funktion der 
Nutfüllung φCu und der mittleren Leiterlänge lm1. Die Zeitkonstante T0 ist ebenfalls 
unabhängig von der gewählten Windungszahl. Die absolute Nutfüllung kann für große 



















lT ⋅⋅⋅= μϕκ  (4-6)
Der Stromrichter wird als PT1-Glied mit einer Zeitkonstante TSR = 333µs approximiert. Über 
die Gleichung (4-2) kann der Streckenanteil der Asynchronmaschine unter Beachtung der 






































Die Regelung erfolgt über einen betragsoptimal eingestellten PI-Regler. Die Einstellung 
erfolgt anhand der stromverdrängungsfrei angenommenen Regelstrecke. 
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Eine Voruntersuchung erfolgt über das Verhalten des offenen Regelkreises im Bode-
Diagramm. Es müssen hierzu die restlichen Maschinenparameter ergänzt werden. Die mittlere 
Leiterlänge betrage 1075mm, die Eisenpaketlänge 1000mm und die Nutbreite 8mm. Die 
Läufer- sowie die Ständerstreuinduktivität seien doppelt so groß wie die Nutteilstreuinduktivi-
tät. Der Läuferwiderstand entspreche dem Ständergleichstromwiderstand. Die 
Hauptinduktivität entspricht dem 10-fachen der Läuferstreuinduktivität. Ferner sei eine 
Nuthöhe von 80mm angenommen. Die Windungszahl des Ständers wird mit wn =3;5;10 
variiert. 
      
Abbildung 4.1 - offener Regelkreis unter Berücksichtigung der Ständerstromverdrängung 
Der Amplituden- und Frequenzgang für den gesamten offenen Regelkreis ist in 455H458H477H477H477HAbbildung 4.1 
wiedergegeben. Es ergibt sich für das ideale PT1 Verhalten eine Durchtrittsfrequenz von 
1365s-1 mit einem Phasenrand von 65,5°. Die stromverdrängungsbehafteten Regelstrecken 
liefern hingegen geringfügig größere Durchtrittsfrequenzen. Jedoch sind die Phasenränder für 
die stromverdrängungsbehafteten Regelstrecken merklich größer. Die Anhebung des 
Phasenwinkels, wie sie bereits in der Abbildung 2.16 zu beobachten war, tritt hier in stark 
abgeschwächter Form in Erscheinung. Die Winkeldifferenzen sind für alle drei Windungszah-
len etwa gleich. Sie treten jedoch bei unterschiedlichen Winkelgeschwindigkeiten auf. Je nach 
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Nähe zur Durchtrittsfrequenz beeinflussen sie das dynamische Verhalten des geschlossenen 
Regelkreises.   
Die Gleichung (4-3) und (4-4) lassen sich für 22 )( ωω j−=  und 44 )( ωω j=  in den 
Laplacebereich überführen. Es lässt sich somit das Verhalten des geschlossenen Regelkreises 
für das Beispiel untersuchen. 
 
Abbildung 4.2 - Stromverläufe bei Führungsgrößensprung 
Wie 456H459H478H478H478HAbbildung 4.2 zeigt, führt eine Reglereinstellung entsprechend der Gleichstromgrößen 
der Regelstrecke zu einem unterschiedlichen dynamischen Verhalten des geschlossenen 
Regelkreises. Aus praktischer Sicht sind die Stromverläufe zwar noch befriedigend, es ist 
jedoch zu bedenken, dass eine fast ideale Lage der Windungslagen angenommen wurde. Es 
wird daher der Einfluss der Stromverdrängung auf die Stromregelstrecke anhand einer 




4.1.1 Ableiten der Differentialgleichung für die Ständerwicklung 
Die Ableitung des Differentialgleichungssystems einer dreiphasigen Drehstromwicklung, 
welche dem Effekt der Ständerstromverdrängung 1.Ordnung ausgesetzt ist, kann über alle hier 
behandelten Ansätze der Orientierung der Segmentdurchflutung beschrieben werden. Es wird 
hier der Ansatz der Segmentdurchflutung am Segmentgrund gewählt. 
Tabelle 4.1 - Beispiel: zweipolige Asynchronmaschine UHTX 357.2Y-2  
Breite der Nut:                      [mm] bn  = 13,1   Höhe der Nut:          [mm] hn1  = 54 
Windungszahl je Nut: wn  = 2+3   Lochzahl der Wicklung : q1  = 6 
Anzahl der parallelen Drähte: ad  = 31   Anzahl der Lagen: NH  = 4 
Anzahl der Drähte nebeneinander: NB  = 7,75   Paketlänge:              [mm] l  = 305
mittlere Leiterlänge:              [mm] lm1  = 1011   do  = 1,6
gesehnte Nuten je Spulenseite Ng = 3   
Leiterdurchmesser blank: 
                                [mm] 
   
Als Beispielmaschine dient der hochtourige Prüfmotor nach 621H457H460H479H479H479HTabelle 4.1. Als vereinfachende 
Annahme wird die Wicklung eines Stranges zunächst als eine, nicht in Wicklungszweige 
aufgeteilte, verteilte Spule aufgefasst. Diese wird nachträglich in die beiden real existierenden 
Wicklungszweige aufgeteilt. Aus technologischen Gründen wurde diese Wicklung als 
Zweiebenenwicklungen (vgl. 622H458H461H480H480H480H[80]) ausgeführt. Die Aufteilung der Wicklungszonen ist in 
623H459H462H481H481H481HAbbildung 4.3 dargestellt.  
Nut 1 2 3 4 5 6 … 16 17 18 19 20 21 22 23 24 … 34 35 36 
                     
OS U+ U+ U+ W- W- W-  U- U- U- U- U- U- W+ W+ W+  U+ U+ U+
Wdg. 3 2 3 2 3 2  2 3 2 3 2 3 2 3 2  2 3 2 
US U+ U+ U+ U+ U+ U+  V+ V+ V+ U- U- U- U- U- U-  V- V- V- 
Wdg. 2 3 2 3 2 3  3 2 3 2 3 2 3 2 3  3 2 3 
Abbildung 4.3 - Zonenplan der Beispielmaschine 
Die Strangbezeichnung wird mit U, V, W gewählt. Die Flussverkettungen werden sofort auf 






Tabelle 4.2 - Aufstellen der Flussverkettungsgleichung für den Strang U 
Nut Flussverkettungsgleichungen für den Strang U 
1 bis 3 und 19 bis 21 UU i
rr
⋅⋅Λ= 11 Mψ  
4 bis 6 und 16 bis 18 ( )WVUU iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 322 MMψ  
22 bis 24 und 34 bis 36 ( )WVUU iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 543 MMψ  
Für die drei unterschiedlich aufgebauten Nuten erhält man über das Zuordnungsschema fünf 
Matritzen für die Zusammenhänge der drei Teilflussverkettungen und der Strangströme 
entsprechend 624H460H463H482H482H482HTabelle 4.2, analog wird für den Strang V und W in 625H461H464H483H483H483HTabelle 4.3 vorgegangen. 
Tabelle 4.3 - Aufstellen der Flussverkettungsgleichung für die Stränge V und W 
Flussverkettungen für Strang V  Flussverkettungen für Strang W 
VV i
rr
⋅⋅Λ= 11 Mψ   WW i
rr
⋅⋅Λ= 11 Mψ  
( )WUVV iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 322 MMψ   ( )UVWW iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 322 MMψ  
( )WUVV iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 543 MMψ   ( )UVWW iii
rrrr
−−⋅⋅Λ+⋅⋅Λ= 543 MMψ . 
Die Strangflussverkettungen ergeben sich aus der Summe der jeweils drei Nutflussverkettun-
gen nach den Gleichungen 626H462H465H484H484H484H(4-8), 627H463H466H485H485H485H(4-9) und 628H464H467H486H486H486H(4-10). 
( ) ( ) ( )WVUU iii
rrrr
−−⋅+⋅Λ+⋅++⋅Λ= 53421 MMMMMψ  (4-8) 
( ) ( ) ( )WUVV iii
rrrr
−−⋅+⋅Λ+⋅++⋅Λ= 53421 MMMMMψ  (4-9) 
( ) ( ) ( )VUWW iii
rrrr
−−⋅+⋅Λ+⋅++⋅Λ= 53421 MMMMMψ  (4-10) 
Ersetzt man die Strangstromvektoren durch αiiU
rr













so erhält man die Strangflussverkettungen zu: 
( ) αψ iU
rr
⋅++++⋅Λ= 54321 MMMMM  (4-11) 
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1 MMMMMMMMMM  (4-12) 
















1 MMMMMMMMMM  (4-13) 
Die Strangflussverkettungen können nun zu einem Raumzeiger zusammengefasst werden. Für 











2  (4-14) 
( ) ααψ i
rr
⋅++++⋅Λ= 54321 MMMMM  (4-15) 












2  (4-16) 
( ) ββψ i
rr
⋅++++⋅Λ= 54321 MMMMM  (4-17) 
Im ständerfesten Koordinatensystem gilt die Spannungsgleichung der Ständerwicklung 631H467H470H489H489H489H(4-18), 




⋅⋅Λ+⋅=Δ MR  (4-18) 
Die Bezeichnung 1u
r
Δ ist gewählt, da es sich nur um den Spannungsabfall über den 
Wirkwiderstand und die Nutteilstreuinduktivität der Ständerwicklung handelt. Der Widerstand 
der Wicklung ergibt sich mit az parallel geschalteten Wicklungszweigen entsprechend 





















μ  (4-20) 
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Die Differentialgleichung wird in 634H470H473H492H492H492H(4-21) für das Beispiel einer „gleichverteilten“ 
Wicklungsanordnung ausgeschrieben. Diese Gleichung kann aufgrund ihrer kompakten 
Formulierung problemlos numerisch bzw. für einfache Fälle auch analytisch gelöst werden. 
Es ist somit möglich, die konventionelle Spannungsdifferentialgleichung einer Drehstromma-
schine derart zu erweitern, dass auch im dynamischen Betrieb eine Nachbildung des 
















































































































Das Gleichungssystem nach 635H471H474H493H493H493H(4-21) kann im feldsynchronen Koordinatensystem angegeben 
werden. Es muss hierzu, die Spannungsgleichung um die Bewegungsspannung ergänzt 
werden. Die Differentialgleichungen der Ersatzwicklungsstränge sind entsprechend 638H472H475H494H494H494H(4-22) und 






















































































































































































































MM ω  (4-23) 
Durch die Bewegungsspannung, welche aus dem Stromvektor des benachbarten Stranges 
resultiert, wird die stationäre Stromverdrängung in der Wicklung berücksichtigt. 
 
4.1.2 Zeitverhalten der schematisierten Beispielmaschine 
Mit Hilfe der Modellierung in der Simulationsumgebung Simplorer™ kann das Verhalten der 
Ständerwicklung für die Sprungantwort beurteilt werden. Hierzu wurde in dem Ersatzschalt-
bild der Asynchronmaschine der Ständerwicklungszweig um die gezeigten 
Spannungsdifferentialgleichungen ergänzt (vgl. 474H477H496H496H496HAbbildung E.8). Dieses Modell erlaubt es, mit 
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Hilfe der Integration der Flussverkettungsdifferentiale die Gleichungen 642H475H478H497H497H497H(4-22) und 643H476H479H498H498H498H(4-23) 
numerisch zu lösen.  
Ebenfalls dargestellt sind die Windungslagenströme, die auf den Wert eines homogen 
aufgeteilten Stromes normiert wurden. Nach dem Einschwingen der Windungslagenströme 
bleibt eine (hier sehr geringe) Abweichung in der Stromverteilung unter den einzelnen 
Windungslagen bestehen, diese entspricht der Stromverdrängung unter stationären 
Bedingungen.   
    
Abbildung 4.4 - Sprungantwort der Ströme in der B- Achse „gleichverteilt“ 
Neben der „gleichverteilten“ Anordnung der Leiter kann wiederum dieses Experiment auch 
für eine „geordnete“ Verteilung der Windungslagen erfolgen. Es ist die magnetische 
Leitwertmatrix, gemäß Gleichung 645H477H480H499H499H499H(4-24) zu verwenden. Die sich ergebenden Stromverläufe 


















































































































        
Abbildung 4.5 - Sprungantwort der Ströme in der B- Achse „geordnet“ 
Je nach Wahl des Zuordnungsschemas fallen die Gesamtstromverläufe unterschiedlich aus. 
Demzufolge ist theoretisch die optimale Reglereinstellung von der Lage der einzelnen 
Teilleiter abhängig. Das Impedanzverhalten der Wicklung muss der reellen Maschine 
mathematisch nachgebildet werden. Eine Optimierung ist nur dann mit Hilfe beispielsweise 
des Bode-Diagramms möglich. Aus praktischer Sicht ist der Einfluss der Stromverdrängung 
auf die Reglereinstellung bei der untersuchten Beispielmaschine vernachlässigbar. 
Die Beschreibung der Stromregelstrecke kann über ein Spannungsgleichungssystem erfolgen. 
Die Beschreibung der Koeffizienten dieses Gleichungssystems wurde bisher versucht, aus der 
gegebenen Wicklungs- und Nutgestalt abzuleiten. Aufgrund der zufälligen Vorgänge bei der 
Wicklungsherstellung, stellt dieses Verfahren jedoch bestenfalls eine Näherung des reellen 
Systemverhaltens dar. Die exakte Beschreibung des Systemverhaltens ist nur möglich, wenn 
dieses mathematisch eindeutig nachgebildet werden kann. Dafür ist die Messung der 
frequenzabhängigen Wicklungsimpedanz über einen möglichst großen Frequenzbereich 
notwendig. Ebenso ist eine geeignete Zielfunktion erforderlich. Diese ist durch die bisherigen 
schematischen Ableitungen vorhanden. Sie kann in ihrer Ordnung durch NH variiert werden. 
Die Identifikation der Koeffizienten der Induktivitätsmatrix kann durch die Methode der 
kleinsten Fehlerquadrate (MKQ) erfolgen. Eine verlässliche Systemnachbildung kann 
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zunächst nur in dem Bereich erwartet werden, welcher auch messtechnisch untersucht wurde. 
Die Messung der Wicklungsimpedanz bis in die Größenordnung der Pulsfrequenz des 
Frequenzumrichters ist folglich notwendig.  
Die technischen Bedingungen der AKH erlauben es derzeit jedoch nur, eine Messung bis 
400Hz vorzunehmen. Verlässliche Aussagen zum dynamischen Verhalten der Ständerwick-
lung können damit bis zu dieser Frequenz erfolgen. Weiterführende Untersuchungen sind 
somit notwendig; sie werden jedoch nicht mehr Teil der vorliegenden Arbeit sein. Weiterhin 
wird der dominante Einfluss der Stromverdrängung 2.Ordnung für das Wicklungsverhalten 
bei regelungsrelevanten Frequenzen berücksichtigt werden müssen.  
Nach dem derzeitigen Stand der Untersuchungen ist die Auswirkung der Ständerstromver-
drängung auf das Verhalten der Stromregelung unbedeutend. 
 
4.2 Stromverdrängung der Läuferwicklung 
Wie in Kapitel 485H489H508H508H508H2.3.2 bereits gezeigt wurde, unterscheidet sich das dynamische Verhalten einer 
Wicklung aus massiven Stäben deutlich von einer Wicklung, welche als stromverdrängungs-
frei angenommen werden darf. Bisher wurde diesem Effekt keine Beachtung zuteil. 
Insbesondere bei mittleren und großen Asynchronmaschinen wirkt sich die Stromverdrängung 
in den Stäben des Kurzschlusskäfigs jedoch auf das dynamische Verhalten der Maschinen aus. 
Für die immer schneller werdenden Stromregelungen muss dieser Effekt berücksichtigen 
werden, wenn ein optimales Regelverhalten erreicht werden soll. 
Der deutliche Vorteil gegenüber der Stromverdrängung der Ständerwicklung ergibt sich aus 
der Kenntnis der Geometrie des Kurzschlusskäfigs bzw. der Stäbe. Das Verhalten der 
Regelstrecke kann somit einfach und eindeutig modelliert werden. Zusätzlich zu den 
Vierpolparametern der Asynchronmaschine müssen dabei die Nutteilstreuung (nur der Anteil 
über die aktive Leiterhöhe) sowie der Stabwiderstand bekannt sein. Es müssen alle Parameter 




4.2.1 Wahl der erforderlichen Segmentanzahl 
Wichtig für die Modellierung ist wiederum der Diskretisierungsgrad, welcher bereits im 
Kapitel 486H490H509H509H509H2.3.2 vorgestellt wurde. Die Wahl des Diskretisierungsgrades entscheidet über die 
Richtigkeit und die Genauigkeit der Abbildung des Maschinenverhaltens.  
Ein wichtiger Parameter, der aus der Nutteilstreuinduktivität und dem Stabwiderstand 








LT      (4-25) 
Für einen Rechteckstab oder einen Trapezstab mit kleinem Breitenverhältnis kann in guter 
Näherung die Berechnung der Stabhöhe aus dieser Zeitkonstante erfolgen. Somit gilt für den 





















     (4-26) 
Die Untersuchung der Stromregelstrecken mit Läuferstromverdrängung erfolgt an drei 
Beispielmaschinen unterschiedlicher Achshöhe. Zunächst wird die Prüfstandsmaschine 
UHTD315.3-4 mit einer Achshöhe von 315mm untersucht. Ein ausreichender Diskretisie-
rungsgrad für eine Pulsfrequenz bis 3,5kHz wird durch eine Wahl von 22 Läufersegmenten 
erreicht. 
Die Läuferstabhöhe der Maschine beträgt 35mm, wobei ein Trapezstab zum Einsatz kam. Die 
Modellierung der Läuferwicklung erfolgt jedoch aufgrund der hohen Segmentzahl mit 
gleichen Segmentparametern. Der Läuferstab wird damit als rechteckig über eine mittlere 
Nutbreite modelliert.  
Tabelle 4.4 - Parameter der Prüfstandsmaschine UHTD 315.3-4, 489H493H512H512H512HAnh. G - 7 
Ständerwiderstand  1R  = 12,4mΩ  Läuferwiderstand: 2R  = 9,33mΩ 
Ständerstreuinduk-
tivität 
 1σL  = 0,527mH  Stabanteil am Läuferwiderstand S
R2  = 8,31mΩ 
Hauptinduktivität  hL  = 16,96mH  Streuinduktivität des Läufers 2σL  = 0,572mH 
     Nutanteil der Streuinduktivität 
des Läufers 2n
Lσ  = 0,198 mH 
 






L σ= ;    NHRR Stab ⋅=  (4-27) 
Die reduzierte Läuferstreuinduktivität ergibt sich aus der Fehlerinduktivität des Kettenleiters 



























































































NHNHLL          (4-28) 
mHLLLL nred 3593,0222 =Δ−−= σσσ      (4-29) 
Das Führungsübertragungsverhalten bei einem Sollwertsprung ergibt sich mit einer 
Stromrichterzeitkonstante von 333µs und einfacher Parametereinstellung des PI-Reglers nach 
dem idealen PT1 Verhalten der Maschine, gemäß 493H497H516H516H516HAbbildung 4.6.  
 
 
Abbildung 4.6 - Sprungantwort bei betragsoptimaler Einstellung gemäß PT1 - Verhalten  
Für eine zu geringe Diskretisierung mit fünf Segmenten wäre nicht nur das Systemverhalten 
falsch abgebildet, man würde auch zu falschen Erkenntnissen und zu einer falschen 
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Einstellung der Reglerparameter gelangen. Jeder Ansatz, der diese Gegebenheit nicht 
beachtet, ist demnach falsch. Die Wahl von wenigstens 15 Segmenten (kD = 1,223), besser 22 
Segmenten (kD = 0,834), gibt das Systemverhalten ausreichend genau wieder. Ein einfacher 
Vergleich der geschlossen und der diskret berechneten Frequenzgangfunktion des gesamten 
offenen Regelkreises im Bode-Diagramm kann unterstützend für die Bewertung der 
Diskretisierung herangezogen werden. Liegen die Verläufe bei der Durchtrittsfrequenz 
weniger als 1° auseinander, so wurde die Segmentanzahl ausreichend gewählt. In diesem 
Beispiel wurde bereits eine sehr hohe Güte der Regelung mit der Einstellung nach dem 
Betragsoptimum des einfachen PT1-Verhaltens erzielt.  
 
4.2.2 Der Einfluss der Rotorstromverdrängung auf die Regelgüte 
Eine Optimierungsmöglichkeit der Reglereinstellung kann anhand des Bode-Diagramms 
erfolgen. Die stromverdrängungsbehaftete Rotorwicklung wird dafür nach Gleichung 494H498H517H517H517H(4-30) 
bzw. 495H499H518H518H518H(4-31) modelliert. Durch diesen Impedanzansatz kann der Phasen- und Amplitudengang 
des offenen Regelkreises im Bode-Diagramm dargestellt werden. In Mathcad 5.0 lassen sich 
diese Zusammenhänge als einfache Funktionen berechnen. Die Segmentanzahl kann dabei 











































































































































































Die Gleichung 497H501H520H520H520H(4-32) gibt den Kehrwert der Impedanz an, welcher die Frequenzgangfunktion 
der geregelten Asynchronmaschine darstellt. Ebenso besteht die Möglichkeit die analytischen 
Lösungen (2-9) bzw. (2-10) zur Berechnung der Frequenzgangfunktion zu nutzen. 
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Die Optimierung erfolgt durch das Absenken der Nachstellzeit auf die Knickfrequenz der 
Asynchronmaschine, d. h. auf die Frequenz, an welcher der Phasenwinkel des komplexen 
Leitwertes nach Gleichung (4-32) -45° durchläuft. Anschließend wird die Durchtrittsfrequenz 
des offenen Regelkreises durch Anheben der Reglerverstärkung so erhöht, dass sich eine 
Phasenreserve von etwa 65° einstellt. In wenigen Schritten kann anschließend durch 
Simulation im Zeitbereich die Überschwingweite auf 4,3% eingestellt werden.  
Es zeigt sich, dass die An- und vor allem die Ausregelzeit deutlich reduziert werden können, 
ohne ein unzulässiges Überschwingen zu verursachen. Diese Auswirkungen der 
Stromverdrängung treten bereits bei relativ kleinen Maschinen auf, wie das Beispiel der 
durchzugsbelüfteten Prüfstandsmaschine in Achshöhe 132 aus 501H505H524H524H524HTabelle E.6 zeigt. Zwei weitere 
Beispiele in Achshöhe 180 und 280 sind im Anhang unter 502H506H525H525H525HTabelle E.7 und 503H507H526H526H526HTabelle  E.8 
dargestellt. Das Systemverhalten und die Reglereinstellungen sind in 504H508H527H527H527HTabelle 4.5 
zusammengefasst. 
Tabelle 4.5 - Reglereinstellung für fpuls=3kHz und ein Überschwingen von 4,3% 

















Einheit % % 1/s ° / / / / 
PT1-Verhalten 0 0 1365,27 65,5 4,7 8,4 / / 
UHTD315 +1,1 +1,99 1559 64,7 4,14 6,96 0,044 0,034 
UHMD132 +11 +2,14 1620 64,8 3,99 6,66 0,032 0,033 
UHTK280 +1,3 +3,73 1625 64,5 3,96 6,57 0,046 0,034 
UHMF180 +8,7 +1,85 1623 64,7 3,96 6,63 0,044 0,042 
 
Entgegen den Erwartungen zeigt die kleinste Maschine die höchste Anhebung des 
Amplitudengangs. Trotz der deutlich geringeren Läuferstabhöhe zeigt sie kleinere An- und 
Ausregelzeiten als die Maschine UHTD315. 
Die Übertragungsfunktionen aller offenen Regelkreise würden ohne Stromverdrängung völlig 
identisch und praktisch nur von der Stromrichterzeitkonstante abhängig sein. Wie 528H528H528HAbbildung 
4.7 zeigt, unterscheiden sie sich sowohl im Phasen- als auch im Amplitudengang im Bereich 




Abbildung 4.7 - Vergleich der offenen Regelkreise der Beispielmaschinen im Bode-Diagramm  
Für die Untersuchung prinzipieller Abhängigkeiten werden die Verläufe im Frequenzbereich 
zwischen 1300s-1 und 1600s-1 linearisiert und als parallel angenähert. Sie können damit durch 
den Phasenabstand  φh in [°] und den Amplitudenabstand Ah in [dB] zum stromverdrängungs-
freien Verlauf beschrieben werden. Dies ermöglicht die einfache Verschiebung des 
Amplitudengangs um ΔA auf eine Durchtrittsfrequenz ωD, die zu einer Phasenreserve von 
65,53° führt. 
Da die kleinste untersuchte Maschine UHMD132 das auffälligste Verhalten zeigte, wird der 
Einfluss charakteristischer Maschinengrößen an ihr untersucht. Es wird unter Beibehaltung 
der reduzierten Leiterhöhe die Nutteilstreuinduktivität gleichermaßen wie der Stabwiderstand 
mit dem Faktor k variiert. Die Läuferstreuinduktivität bleibt dabei konstant. Die Ergebnisse 






Tabelle 4.6 - Variation der Läuferstabbreite ( 2nLk σ⋅ und SRk 2⋅ ) 
ξ = 13,5          
k   0,33 0,67 1,00 1,33 1,67 
φh [°] 1,075 2,245 3,518 4,9 6,402 
Ah  [dB] 0,261 0,526 0,794 1,064 1,335 
        
ωD (65,53°) [1/s] 1437 1512 1595 1684 1781 
ΔA  [dB] 0,220 0,496 0,815 1,183 1,606 
 1RPTR VV   [%] 2,569 5,872 9,844 14,6 20,314 
 
Die 530H530H530HTabelle 4.7 zeigt das Verhalten bei der Variation ausschließlich der Nutteilstreuinduktivi-
tät des Läufers.  
Tabelle 4.7 - Variation der Nutteilstreuinduktivität ( 2nLk σ⋅ ) 
k   0,33 0,67 1,00 1,33 1,67 
ξ  7,82 11,04 13,52 15,62 17,46 
φh [°] 3,053 3,277 3,518 3,776 4,054 
Ah [dB] 0,23 0,507 0,794 1,092 1,402 
        
ωD (65,53°) [1/s] 1565 1579 1595 1611 1629 
ΔA [dB] 1,165 0,991 0,816 0,637 0,455 
1RPTR VV   [%] 14,35 12,09 9,84 7,605 5,378 
 
In 531H531H531HTabelle 4.8 wird der Stabwiderstand und somit der Läuferwiderstand variiert. Der 
Ringanteil des Läuferwiderstandes bleibt dabei konstant. 
Tabelle 4.8 - Variation des Stabwiderstandes ( SRk 2⋅ ) 
k   0,33 0,67 1,00 1,33 1,67 
ξ  23,42 16,56 13,53 11,72 10,47 
φh [°] 1,348 2,436 3,518 4,59 5,653 
Ah [dB] 0,837 0,815 0,794 0,768 0,737 
        
ωD (65,53°) [1/s] 1454 1525 1595 1664 1733 
ΔA [dB] -0,23 0,295 0,816 1,336 1,858 
1RPTR VV   [%] -2,61 3,453 9,844 16,635 23,857 
 
Aus den Tabellen ist zu entnehmen, dass nicht die größte reduzierte Leiterhöhe zur maximalen 
Durchtrittsfrequenz und damit zum schnellsten Verhalten der Stromregelung führt. In 532H532H532HTabelle 
4.8 ist sogar die geringste Stromverdrängung mit der höchsten Durchtrittsfrequenz verbunden. 
Allein die Erwärmung oder das Material des Läuferstabes führt zu einer deutlichen 
Verbesserung der Regeldynamik. Die größte Durchtrittsfrequenz wird erreicht, wenn die 
Nutteilstreuinduktivität gleichermaßen mit dem Stabanteil des Widerstandes steigt. Praktisch 
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bedeutet dies nichts anderes als die Stabbreite im angegeben Verhältnis zu ändern. Nach 
Tabelle 4.6 ist die größte Durchtrittsfrequenz des untersuchten Bereiches bei einer 
Verminderung der Stabbreite auf 60% angegeben. Die Untersuchung im Zeitbereich führt auf 
eine Anhebung der Reglerverstärkung um 20,9% für 4,3% Überschwingen bei einer 
Stromrichterzeitkonstante von 333µs. Die Vergrößerung der Reglerverstärkung liegt damit 
sehr dicht an der, welche über den Linearisierungsansatz gefunden wurde. Die Anhebung 
erfolgt nach vorheriger Einstellung des Reglers auf Basis des PT1-Verhaltens der 
Asynchronmaschine. Die Sprungantwort ist in 533H533H533HAbbildung 4.9 enthalten. Die Anregelzeit hat 
sich durch die Reduzierung der Nutbreite auf etwa 3,5TSR verkürzt. Im Gegensatz zu einer 
reinen PT2-Strecke entspricht dies einer Reduzierung der Anregeldauer um 25%. 
Eine Erklärung für dieses Verhalten findet sich in der zusätzlichen Phasenreserve, die durch 
die Stromverdrängung begründet ist. Diese kann als Differenz der Phasenwinkel des offenen 
Regelkreises bei Vernachlässigung und Berücksichtigung der Stromverdrängung berechnet 
werden. Die Winkeldifferenz ergibt sich unabhängig von der Reglereinstellung und der 
Stromrichterzeitkonstante aus den Parametern der Asynchronmaschine. Für die 
Beispielmaschinen sind die Winkeldifferenzen über der Winkelgeschwindigkeit in Abbildung 
4. aufgetragen. Für eine Stromrichterzeitkonstante von 333µs liegt die Durchtrittsfrequenz 
etwa bei 1365s-1. Der Gewinn an Phasenreserve ist demzufolge ein Maß für die erreichbare 
Regelgüte. Es wurde daher auch die Phasendifferenz oder der Phasengewinn unter Annahme 
der Reduzierung der Nutbreite für die Maschine UHMD132 mit in das Diagramm 
eingezeichnet. 
                
Abbildung 4.8 - Phasendifferenz zwischen stromverdrängungsbehaftetem und stromverdrängungs-
freiem Phasenwinkel des offenen Regelkreises 
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Das Verschieben des Phasendifferenzmaximas zu größeren Winkelgeschwindigkeiten kann 
über die Vergrößerung des Ständerwiderstandes erfolgen. Zur Untersuchung des 
Zeitverhaltens des geschlossenen Regelkreises für eine Durchtrittsfrequenz, welche mit dem 
größten Phasengewinn zusammenfällt, wurde die Stromrichterzeitkonstante verdoppelt. Die 
Zeitverläufe für den Führungsgrößensprung sind in Abbildung 4.9 zusammengestellt. 
         
Abbildung 4.9 - Sprungantworten des geschlossenen Regelkreises für UHMD132.3-2  
Die Abbildung 4.9 zeigt, dass der Phasengewinn von etwa 6,3° durch die Reduzierung der 
Nutbreite des Läufers um 60% eine Verkürzung der Anregelzeit um 25% bewirkt. Die 
Originalmaschine mit einem Phasengewinn von etwa 3,5° erreicht eine Verkürzung der 
Anregelzeit um 15% gegenüber der stromverdrängungsfrei angenommenen Regelstrecke. Die 
Verschiebung der Durchtrittsfrequenz unter das Maximum des Phasengewinns durch eine 
Halbierung der Pulsfrequenz führt jedoch nur zu einer geringen Verbesserung der Regelgüte. 
Die Steigerung der Phasenreserve beträgt hierbei jedoch auch nur knapp 0,5°. 
Abschließend zu diesen, leider nur theoretischen Untersuchungen, wird wie folgt 
zusammengefasst: Der Einfluss der Stromverdrängung auf die Regelung ist nicht allein von 
der reduzierten Leiterhöhe abhängig. Somit ist auch für relativ kleine Maschinen dieser Effekt 
technisch vorhanden, wie die gewählte Beispielmaschine UHMD132 zeigt. Theoretisch darf 
eine mögliche Verkürzung der Anregelzeit von bis zu 20% gegenüber den konventionell 
berechneten Werten angenommen werden. Die Änderungsgeschwindigkeit des Drehmomen-
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tes liegt damit bei der gleichen Prognose. Die Stellgröße, also die Spannung, ist hierbei als 
verfügbar vorausgesetzt. Sie liegt entsprechend der höheren Dynamik etwa um 20% über der, 
die für eine stromverdrängungsfreie Strecke notwendig wäre.  
 
4.2.3 Vereinfachung der Darstellung der stromverdrängungsbehafte-
ten Stromregelstrecke 
Die Darstellung der stromverdrängungsbehafteten Läuferwicklung durch ein Kettenleitermo-
dell ermöglichte die numerische Untersuchung des Zeitverhaltens der Stromregelung der 
Asynchronmaschine. Diese Darstellung ist jedoch aus praktischer und regelungstechnischer 
Sicht äußerst kompliziert und aufwändig. 
Die Phasendifferenz infolge der Stromverdrängung kann am einfachsten durch ein 
sogenanntes PDT1-Element nachgebildet werden. Dieses ist durch das dominante PT1-Glied 
zu vervollständigen. Man erhält auf diese Weise eine Übertragungsfunktion für die 










=  (4-33) 
Die Frequenzgangfunktion ergibt sich nach Real- und Imaginärteil aufgeteilt entsprechend 
Gleichung (4-34). 
































Die Bestimmung der vier Ersatzparameter der Zielfunktion erfolgt anhand der Methode der 
kleinsten Fehlerquadrate (MKQ). Hierzu wird die Frequenzgangfunktion der Asynchronma-
schine nach Gleichung (4-32) herangezogen. Diese lässt sich nach Konduktanz und Suszeptanz 

































































































Der Leitwert liegt als komplexe Größe vor. Die MKQ wird daher nach dem Vorschlag von 479H482H501H501H501H[1] 
verbessert, indem als Residuum die quadrierte Admittanzdifferenz minimiert wird, vgl. 480H483H502H502H502H(4-36). 
( ) ( )( )∑ −+−= 22 '' ASMASMASMASM BBGGQ  (4-36) 
Für die Beispielmaschine UHMD132 sind die Ergebnisse der Ausgleichsrechnung in 
Abbildung 4.10 dargestellt. 
          
Abbildung 4.10 - Bestimmung der Parameter des PDT2-Gliedes für UHMD132 mittels MKQ 
Die Parameter können zu Tv=1,5644ms; T1=1,3398ms und T2=12,0ms sowie Vs=6,1106A/V 
bestimmt werden. Die stromverdrängungsfreie Maschine ließe sich zum Vergleich über die 
zwei Parameter Vs=6,1133A/V und TFOR=11,79ms beschreiben. Die Sprungantwort des 
gesamten Regelkreises für 15 Segmente und den approximierten Regelkreis nach Abbildung 
4.11 sind in Abbildung 4.12 dargestellt. 
  
Abbildung 4.11 - Regelkreisstruktur der Stromregelung mit PDT2-Element 
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Abbildung 4.12 - Vergleich der Sprungantworten der Kettenleiterstruktur und der PDT2-Näherung 
Es kann somit gezeigt werden, dass eine ausreichend gute Näherung der komplizierten 
Übertragungsfunktion der stromverdrängungsbehafteten Asynchronmaschine mit 
Kettenleiterstruktur durch eine sehr einfache Kombination aus einem PDT1- und einem PT1-




5 Zusätzliche Stromwärme im periodisch-dynamischen 
Betrieb 
Die Stromverdrängung der Läuferwicklung war für Asynchronmaschinen, welche am Netz 
betrieben wurden, nur für das Anlaufverhalten von Bedeutung. Im stationären Zustand ist die 
Stromverdrängung bei Maschinen mittlerer bis großer Leistung, welche an einem 
Stromrichter oder am Netz betrieben werden, aufgrund der geringen Schlupffrequenz zu 
vernachlässigen. 
Mit der Möglichkeit, die Asynchronmaschine am Stromrichter geregelt zu betreiben, hat der 
Anlauf der Maschine praktisch keine Bedeutung für das Betriebsverhalten. Jedoch führt die 
Möglichkeit, schnelle Drehmomentänderungen durchzuführen, zu schnellen Stromänderungen 
im Kurzschlusskäfig. Die sich ergebenden Stromverläufe sind dabei in der Regel nicht 
sinusförmig. Für eingeschwungene sinusförmige Drehmomentverläufe kann die zusätzliche 
Läuferstromwärme geschlossen mittels Abschnitt 505H509H534H534H534H2.1 berechnet werden, so die Schlupffre-
quenz vernachlässigbar klein gegenüber der eingeprägten Drehmomentfrequenz bleibt. 
Für den Betriebsfall des asynchronen Anlaufs der Maschine bei konstanter Ständerfrequenz 
kann ebenso von rein sinusförmigen Läuferströmen ausgegangen werden. Für die aus 
massiven Stäben bestehende Kurzschlusswicklung des Läufers kann hierbei auf analytischem 
Weg die Verlustleistungsvergrößerung infolge der Stromverdrängung berechnet werden, wie 
in 377H506H510H535H535H535H[80] und 378H507H511H536H536H536H[65] gezeigt wird. Für das in der Regel große Verhältnis zwischen Betriebs- und 
Anlaufzeiten ist die Vergrößerung der Läufererwärmung dabei unbedeutend. Dies gilt auch für 
transiente Vorgänge, wie Schalthandlungen oder Kurzschlüsse, so sie einen sehr kurzen 
Zeitraum der Spieldauer der Maschine ausfüllen. 
Für das dynamische Betriebsregime von Prüfstandsmotoren oder beispielsweise 
Querschneiderantrieben ist die Zunahme der Stromwärmeverluste bzw. deren treffsichere 
Vorausberechnung infolge der Stromverdrängung für beliebige Stromverläufe jedoch sehr 
wichtig. Hier ergibt sich die Stromverdrängung über die periodischen Wechseldrehmomente 
nahezu beliebiger Form. Ein repräsentatives Beispiel derartiger zusätzlicher Läuferverluste 
bieten die Querschneiderantriebe. Dabei sind vor allem die sehr kurzen Zykluszeiten in der 
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Papierverarbeitung zu bemerken. Ein solcher Antriebszyklus ist in 537H537H537HTabelle 5.1 dargestellt. Aus 
Gründen des Kundenschutzes wurde er leicht modifiziert. 











Abschnitt  I 
t =    0..56ms 
 
Sprung v. 460  auf   3835 
 




250 … 500 
Abschnitt II  
t =   56..100ms Sprung v. 3835 auf -3835 -304 … 304 314,3…-314,3 500 … 250 
Abschnitt III  
t = 100..140ms Sprung v. -3835 auf 460 304 … -40 -314,3…41,4 250 (konst.) 
 
Die Periodendauer eines Lastspiels beträgt 140ms und dient dem Trennen von Papierbahnen. 
Der Strom, das Drehmoment und der Drehzahlverlauf sind in bezogenen Größen in 
538H538H538HAbbildung 5.1 dargestellt. Der Antrieb wird genutzt, um ein rotierendes Messer zwischen 
einer Drehzahl von 250 und 500U/min zu beschleunigen.  
      
Abbildung 5.1 - Lastspiel eines Querschneiderantriebes der Papierindustrie 
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Der Strom wird auf den stationären Endwert für ein Drehmoment von 3835Nm, d. h. dem 
1,18-fachen des Bemessungswertes, bezogen dargestellt. Das Drehmoment ist auf seinen S1-
Wert, also den Bemessungswert, bezogen.  
Der Effektivwert des Drehmoments ergibt sich nach Gleichung 600H508H512H539H539H539H(5-1) mit 3250Nm. Dies 
entspricht dem Bemessungswert. 
( ) ( ) ( )( ) NmNmmsNmmsNmms
ms
meff 325046040383544383556140
1 222 =+−⋅+⋅=  (5-1) 
Obwohl die S1-Leistung der Beispielmaschine im Prüffeld eindeutig nachgewiesen werden 
konnte, traten im eingebauten Zustand beim Kunden thermische Probleme in der Maschine 
auf, die sich eindeutig auf eine zu hohe Erwärmung des Läufers zurückführen ließen. Diese 
unzulässige Erwärmung konnte nach der Besichtigung der Anlage und der Auswertung von 
Messergebnissen nur zu dem Schluss führen, dass die hohe Drehmomentdynamik in direktem 
Zusammenhang zu der gemessenen Erwärmung stand. Das permanente zyklische 
Durchfahren des in Abbildung 5.1 dargestellten Drehmomentverlaufes ist in Folge der 
Stromverdrängung im Rotor die Ursache für eine erhebliche Zunahme der Läuferverluste.  
Dieser Effekt wird weder in der einschlägigen Literatur noch in den Normschriften 
berücksichtigt.  
 
5.1 Näherungsberechnung der Stabverlustleistung über den 
Ansatz eines exponentiellen Stabstromverlaufes 
Will man die Verlustleistungsvergrößerung infolge der Stromverdrängung während der 
Auslegung der Maschine berücksichtigen, so benötigt man ein möglichst einfaches und wenig 
zeitaufwändiges Lösungsverfahren. Der einfachste Lösungsansatz lässt sich finden, indem der 
Rotorstromverlauf in Zeitabschnitte unterteilt wird. Die Stromverläufe der Abschnitte lassen 
sich mit einer guten Näherung als Exponentialfunktionen auffassen. Eine Begründung hierzu 
erfolgt im Abschnitt 5.1.4. Die Exponentialfunktion kann demnach dem realen Stromverlauf 
durch die Stromamplitude I und eine Ersatzzeitkonstante TF angenähert werden. Die 
Exponentialfunktion hat den Vorteil der Stetigkeit und der einfachen Behandlung im 
Bildbereich der Laplacetransformation. Weiterhin muss die Schlupffrequenz des Läufers 
vernachlässigbar klein sein, was bei Maschinen mittlerer bis großer Leistung gewährleistet ist. 
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Die Stabform ist auf eine rechteckige Geometrie zu übertragen, so kein Rechteckstab vorliegt. 
Weiterhin wird vorausgesetzt, dass nur der Rotorstab von der Stromverdrängung betroffen ist. 
 
5.1.1 Geschlossene Berechnung der Segmentströme 
Die Berechnung der Segmentströme hat den Vorteil, dass die Verläufe beliebig verschiebbar 
sind. Dies gestaltet die Verlustleistungsberechnung deutlich flexibler als es durch den Ansatz 
des folgenden Kapitels möglich ist. Die analytische Lösung ist mit einem relativ hohen 
Rechenaufwand verbunden, daher wurde sich im Ansatz auf die Wahl von acht Segmenten 
beschränkt. Der Einsatzbereich dieser Ableitung wird, im Vergleich zum folgenden Abschnitt, 
daher deutlich geringer. Somit gilt für einen Diskretisierungsgrad von eins die Bedingung 
ξ≤8. Die reduzierte Leiterhöhe ergibt sich entsprechend Gleichung (5-2). Die Frequenz der 
klassischen Schreibweise wurde dabei durch die Ersatzzeitkonstante TF ersetzt. Diese 
Substitution ist zunächst als eine Formalität zu bewerten, die nicht als Gleichsetzung von 
sinusförmigen und exponentiellen Stromformen zu verstehen ist. Der Vorteil dieser 
Substitution wird im folgenden Abschnitt erkennbar. 
F
cu T
h κμπξ ⋅⋅=      (5-2) 
Eine Randbedingung für das Berechnungsverfahren sind die gleichen Anfangsströme in allen 
Segmenten. Die Segmentstromberechnung erfolgt über das vom Autor entwickelte Verfahren 
(veröffentlicht unter 433H517H521H557H557H557H[41]). Die Durchflutung des einzelnen Segmentes wird hierbei auf den 
Segmentgrund konzentriert.  
Durch die Anwendung der Laplacetransformation kann die Lösung unter Berücksichtigung 




⋅=)(  erfolgen. Die Berechnung der 
Segmentstromverläufe erfolgt mittels der Gleichung 522H558H558H558H(5-3). Sie ist bereits für die Programmie-
rung vorbereitet. Somit läuft der Index j von 0 bis 7. Der Index 0 beschreibt dabei den 
Segmentstrom am Nutgrund. Die zugehörigen Koeffizienten sind im Anhang unter 523H559H559H559HTabelle 
F.10 aufgeführt. Hier ist lediglich die Ergebnisgleichung mit 524H560H560H560H(5-3) aufgeführt. Diese besteht 


























Die berechneten Segmentströme können durch Addition eines Gleichstroms beliebig 
verschoben werden. Die Differenz vom Anfangs- und Endwert des Stromes ist, dabei als 
Stromamplitude in den Algorithmus einzusetzen. 
Die Berechnung der Gesamtverluste erfolgt mittels der Bestimmung der Verlustleistungen der 
Segmente. 
 
5.1.2 Grafisches Lösungsverfahren zum Verlustleistungszuwachs 
Der Ansatz der Exponentialfunktion als Stromverlauf zeigt nach kurzer Entwicklung der 
Gleichung 545H545H545H(2-31) mit 546H546H546H(2-32) im Laplacebereich, dass es lediglich vier Einflussgrößen auf die 
Verlustleistungserhöhung gibt. Dies ist der Gleichanteil des Stromes zu Beginn und Ende der 
Stromänderung. Legt man einen dieser Ströme fest und setzt für t=0 eine homogene 
Stromdichteverteilung im Stab voraus, so bleiben lediglich drei Einflussgrößen übrig. Diese 
sind zum einen die reduzierte Leiterhöhe nach (5-2), zum zweiten die Zeitkonstante TF mit der 
die Stromänderung erfolgt und zum dritten die Integrationszeit k·TF des Stromes, über 
welchem die Verluste berechnet werden. Somit sind die Integrationszeit und die reduzierte 
Leiterhöhe nach 547H547H547H(5-2) ebenfalls eine Funktion von TF. 
Es kann damit für jeweils eine definierte Randbedingung der dynamische Stromverdrän-
gungsfaktor eindeutig als Funktion von ξ und k angegeben werden. 
Demnach kann auch für jede andere Stabform, für jeweils eine Randbedingung der 
dynamische Stromverdrängungsfaktor als Funktion von ξ und k angegeben werden. Es ist 
demzufolge nur notwendig, in einem praktisch interessanten Bereich diese Abhängigkeiten 
numerisch zu bestimmen. Die vorliegenden Arbeit beschränkt sich auf die Ableitung für den 
Rechteckstab.  
Es werden drei repräsentative Stromverläufe vorausgesetzt, die vielen praktischen 
Anwendungen genügen. Diese sind  
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eIti 1)( , mit i(t=0)=0, 




⋅=)( , mit i(t=0)=I, 












eIti 21)( , mit i(t=0)=-I. 
Für das numerische Referenzmodell ergibt sich die Wahl der Segmentanzahl aus:  
Forderung 1: 25...5,2≈ξ  (breiter Bereich von Stabhöhe und Zeitkonstante), 
Forderung 2: die Eindringtiefe ist mind. doppelt so groß, wie die Segmenthöhe 5,0≤
n
ξ . 
Damit ergibt sich n zu 52 Segmenten. Die Berechnung erfolgt ohne die Interpolation der 
Stabströme (siehe hierzu 548H548H548HAnhang F). Das numerische Modell basiert auf der Konzentration 
der Durchflutung am Nutgrund und ist in 549H549H549HAbbildung F.13 dargestellt. 






















)(      (5-4) 














































2      (5-5) 
Der dynamische Stromverdrängungsfaktor der anschwellenden Exponentialfunktion kann 
552H552H552HAbbildung 5.2 entnommen werden. Zur Einhaltung der Randbedingung der homogenen 
Stromdichteverteilung ist eine Periodizitätsgrenze angegeben. Diese zeigt zu welcher 
Integrationszeit k·TF von ξ die momentane Leistungsabweichung zwischen stromverdrän-
gungsfreiem und stromverdrängungsbehaftetem Leiter unter 1% Abweichung tritt. Hier ist 




Abbildung 5.2 - Verlustleistungsverhältnis für die anschwellende Exponentialfunktion 
Als zweiter charakteristischer Stromverlauf wurde die abklingende Exponentialfunktion 
gewählt. Sie hat praktisch keine Bedeutung, da sie einen nur unwesentlichen Teil der 
Verlustleistung in der Belastungsspielzeit darstellt. Jedoch ergeben sich hier besonders große 
Verlustunterschiede, respektive dynamische Stromverdrängungsfaktoren.  
Die Periodizitätsbedingung sind 516H520H553H553H553HAbbildung 5.2 zu entnehmen, da die einzelnen 
Segmentströme lediglich um einen Gleichanteil zur anschwellenden e-Funktion verschoben 
sind. 









































Abbildung 5.3 - Verlustleistungsverhältnis für die abklingende Exponentialfunktion 
Der gesamte Stabstrom klingt schnell ab. Hierdurch ist der äußere Vorgang bereits 
abgeschlossen, während bei großen ξ im Stab immer noch Stromwirbel vom Nutquerfeld 
getrieben werden, welche Stromwärme verursachen.  
Der dritte typische Verlauf ist der Vorzeichenwechsel. Er ist technisch von sehr großer 












































∫      (5-7) 





Abbildung 5.4 - Verlustleistungsverhältnis für wechselndes Vorzeichen 
Fazit: 
• Für ausgewählte Stromverläufe sind allgemeine Ableitungen zur Berechnung der 
Verlusterhöhung möglich. Für eine Abschätzung der Verluste während des Maschinen-
entwurfs sind diese sehr hilfreich. Für jeden weiteren Stromverlauf ist eine gesonderte 
Betrachtung erforderlich.  
 
5.1.3 Wahl des Diskretisierungsgrades 
Da die Verlustleistung und damit deren Verhältnis eine integrale Größe darstellt, ist das 
Verhältnis von Segmenthöhe und Eindringtiefe nicht mehr repräsentativ für die erreichte 
Genauigkeit. Für eine große Integrationszeit beispielsweise reicht eine deutlich geringe 
Diskretisierung des Problems aus technischer Sicht völlig aus.  
Die erforderliche Diskretisierung ist damit wiederum eine Funktion des Stromverlaufes, der 
reduzierten Leiterhöhe und der Integrationszeit.  
Im ersten Schritt kann eine einfache Untersuchung anhand der Ergebnisse des letzten und des 
vorletzten Abschnittes erfolgen. Nutzt man die analytische Lösung der Segmentströme, kann 
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die analytische Berechnung der Wärmeenergie nach 561H561H561H(5-8) erfolgen. Die relative Energieabwei-
chung zu dem numerischen Modell mit 52 Segmenten ergibt sich nach 519H525H562H562H562H(5-4) aus den 






























=Δ  (5-9) 
Für die technisch interessanten Fälle der anschwellenden Exponentialfunktion und dem 
Vorzeichenwechsel sind die relativen Energieabweichungen in 564H564H564HAbbildung 5.5 bzw. 565H565H565HAbbildung 
5.6 für acht Segmente bei Orientierung der Durchflutung am Segmentgrund dargestellt. 
  









⋅− 21   (mit 8 Segmenten) 
Das Auswerten dieser Abweichungen kann zur Ableitung der Mindestsegmenthöhe Δx, 











hx FCu      (5-10) 
Für Kupfer bei einer Temperatur von 20°C gilt damit für den Vorzeichenwechsel eine 









⋅− 21 )  
  
5.1.4 Wahl der Ersatzzeitkonstante TF 
Die Ersatzzeitkonstante sollte im Idealfall zu einem Stromverlauf führen, welcher dem 
Originalstromverlauf gleicht. Zumeist wird vom überlagerten Drehzahlregelkreis zur 
schnellen Drehzahländerung eine Sprungfunktion auf den Eingang des Stromregelkreises 
gegeben. Diese bewirkt einen Stromverlauf nach Gleichung 520H526H568H568H568H(2-41). Die Ersatzzeitkonstante 
muss daher für einen Stromsprung eine Funktion der Pulsfrequenz sein. 
Prinzipiell sollten die stromverdrängungsfreien Verluste über den realen Stromverlauf 
berechnet werden. Anschließend sollte der dynamische Stromverdrängungsfaktor über den 
exponentiellen Stromverlauf bestimmt werden und eine Multiplikation erfolgen.  
In der Praxis der Maschinenauslegung wird der Berechner jedoch keinen exakten 
Stromverlauf zu Verfügung haben. Der Kunde wird vielmehr mit seinen Wünschen über einen 
zu erreichenden Drehzahlverlauf um eine Maschinenspezifikation bitten. Hier wird also ein 
pragmatischer Ansatz gewählt werden müssen. Da zumeist die Pulsfrequenz des Stromrichters 













































sin1)( 2  (5-11) 
Die Verlustleistungsabweichung die der Originalstromverlauf und der Strom über den 
Exponentialansatz in einem stromverdrängungsfreien Widerstand umsetzt, kann zur Wahl der 
Ersatzzeitkonstante herangezogen werden. Für den mittleren Leistungsumsatz nach einer Zeit 









































































































































_      (5-13) 
Der relative Fehler zwischen den mittleren Verlusten ist in Abbildung 5.8 dargestellt. 
       
Abbildung 5.8 - relativer Fehler der mittleren Verlustleistung  in % 
Wählt man die Ersatzzeitkonstante nach (5-14), so ist der Fehler in der Berechnung der 
Leistung praktisch unbedeutend. Es kann damit gezeigt werden, dass trotz der deutlichen 
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Unterschiede in den Stromverläufen, zum Zweck der Leistungsberechnung, eine Annäherung 
des Stromverlaufs nach Gleichung (5-11) über eine Exponentialfunktion zulässig ist. 
SRF TT ⋅= 667,1      (5-14) 
Zum Vergleich: in der Regelungstechnik ist es üblich das Schwinglied der Stromregelstrecke 
durch ein PT1-Glied mit einer Zeitkonstante von 2TSR zu approximieren, um die Parameter 
des überlagerten Drehzahlregelkreises festzulegen.  
Die Ersatzzeitkonstante wirkt sich hier jedoch relativ schwach auf den dynamischen 
Stromverdrängungsfaktor aus. Dies soll an folgendem Beispiel gezeigt werden: 
Gegeben sei ein Stab von 35mm Höhe. Die Integrationszeit betrage 40ms. Der Strom wechselt 




⋅− 21 ). Als Ersatzzeitkonstanten werden zwei deutlich unterschiedliche 
Werte von 1ms und 1,333ms gewählt. Der Vergleich ist in 570H570H570HTabelle 5.2 dargestellt. 
Tabelle 5.2 - Beispiel: Wahl der Ersatzzeitkonstante (Vorzeichenwechsel) 












Reduzierte Stabhöhe (Kupfer) 6,1635 ==
FT
mm πμκξ 38,1435 ==
FT
mm πμκξ








2 ⋅⋅= IRP StabStab  95,1
2
2 ⋅⋅= IRP StabStab  
 
Die Abweichung der berechneten Verlustleistung ist bei 29% Unterschied der Zeitkonstanten 




5.2 Abschätzung der thermischen Rückwirkung der Stromver-
drängung 2.Ordnung für periodische Stromverläufe 
Wie bereits in der Problematik der Stromverdrängung in der Ständerwicklung gezeigt werden 
konnte, ist durch den stark unterschiedlichen Verlusteintrag in die Schichten der Nut, zum Teil 
mit sehr großen thermischen Differenzen über der Nuthöhe zu rechnen. In diesem Abschnitt 
wird eine Abschätzung der thermischen Verhältnisse in den massiven Stäben des Läufers für 
eine inhomogene Stromdichteverteilung über der Stabhöhe erfolgen.  
Der thermische Widerstand zwischen den Segmenten des Stabes ergibt sich nach Gleichung 






=  (5-15) 
CuCuCuth clbxC ⋅⋅⋅⋅Δ= ρ  (5-16) 
Für die thermische Zeitkonstante gilt damit die Gleichung 430H511H515H542H542H542H(5-17). Sie ist proportional zu dem 








ρτ  (5-17) 
Die thermische Ankopplung des Läuferstabes in das Läufereisen erfolgt über einen Fügespalt 
Spaltδ , welcher zur Herstellung des Rotors erforderlich ist. Dieser wird durch ein Tränkharz 
mit der thermischen Leitfähigkeit Isoλ  ausgefüllt. Die thermische Ableitung aus dem Rotor 
erfolgt durch den Läuferzahn. Dieser wird ebenso in einzelne Segmente mit einem 

















Am anschaulichsten gestaltet sich die Untersuchung eines reellen Stabes. Als Beispiel dient 
ein Stab mit der Höhe 30mm und der Breite 8mm. Der Fügespalt zu jeder Seite betrage 
0,3mm und ist mit einem Tränkharz der thermischen Leitfähigkeit 0,2K/(Wm) ausgefüllt. 
Eine Unterteilung des Stabes in acht Segmente führt zu einer thermischen Ausgleichszeitkon-
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stante zwischen den Segmenten von msth 127=τ . Diese Zeitkonstante ist etwa zwei 
Größenordnungen über den zu erwartenden elektrischen Zeitkonstanten. Für den asynchronen 
Anlauf beispielsweise wird diese Trägheit zu einer deutlich unterschiedlichen Erwärmung der 
Segmente führen. 
Für den Stromverlauf nach 513H517H544H544H544HAbbildung 5.1 sind jedoch die thermischen Vorgänge deutlich zu 
träge, wenn von einem periodischen Stromverlauf ausgegangen wird. Eine zeitabhängige 
Berücksichtigung der Segmenttemperaturen ist in diesem Fall nicht notwendig und eine 
Betrachtung des stationären Temperaturfeldes damit ausreichend. 
Beaufschlagt man nur das oberste Segment mit einer Stromdichte von 15A/mm² bei einer 
Temperatur von 120°C, so ergibt sich über die Stabhöhe eine Temperaturdifferenz von unter 
0,6K. Die Temperaturdifferenz zum Zahn hingegen liegt bei über 7K. Selbst für eine 
Stromdichte von 30A/mm² ist die Temperaturdifferenz über die Stabhöhe kleiner als 2,3K, 
während hier die Temperatur zwischen Stab und Zahn schon 28K beträgt. Eine Berücksichti-
gung der vom Segment abhängigen Temperatur ist also nicht notwendig.  
 
 
5.3 Berechnung der Verluste des Querschneiderantriebs 
Die Berechnung der Rotorverluste erfolgen anhand der Asynchronmaschine aus 523H529H572H572H572HTabelle E.7. 
Diese Maschinenreihe wurde speziell für Querschneiderantriebe konzipiert. Die Maschine 
verfügt über einen Trapezstab mit einer Läuferstabhöhe von 35mm. Die Ersatzschaltbilddaten 
sind bereits auf die Ständerwicklung transformiert. Aufgrund der geringen Bemessungsdreh-
zahl ist die Maschine mit einer hohen Windungszahl je Nut ausgeführt. Die 
Stromverdrängung der Ständerwicklung kann daher vernachlässigt werden. Die Maschine 
wird drehzahlgeregelt betrieben. Die Pulsfrequenz des Frequenzumrichters beträgt 2,5kHz. 
Die mechanischen und thermischen Randbedingungen ergeben sich entsprechend 597H524H530H573H573H573HTabelle 5.3. 




Tabelle 5.3 - mechanische und thermische Größen des Motors UHTK 280.4-4 
Trägheitsmoment des Motors  [kgm²] 2,7    
Trägheitsmoment des Messers [kgm²] 4,52    
thermischer Zustand der Ständerwicklung [K] 80  k1 = 1,3 
thermischer Zustand der Läuferwicklung [K] 160  k2 = 1,62 
Grundlastdrehmoment [Nm] 460    
 
Es werden die vorgestellten geschlossenen Verfahren zur Berechnung der Läuferverluste und 
zwei numerischen Verfahren verglichen. 
 
5.3.1 Numerisches Verfahren unter Berücksichtigung der Stabform 
Die erste numerische Modellierung der Läuferwicklung erfolgt unter Berücksichtigung der 
Abmessungen des Trapezstabes. Die Segmentparameter ergeben sich nach 533H576H576H576HTabelle  F.9. Das 
Maschinenverhalten wird über ein elektrisches Netzwerk entsprechend 528H534H577H577H577HAbbildung F.15 
modelliert. Die Läuferwicklung wird dabei in acht Teilkäfige aufgeteilt.  
Das Modell ist in der Zweiachsendarstellung im feldsynchronen Koordinatensystem 
abgebildet. Die Regelstruktur ist in 529H535H578H578H578HAbbildung F.14 dargestellt. Es wird somit die 
Schlupffrequenz im Läufer berücksichtigt. 
Für eine Umrichtertaktfrequenz von 2,5kHz ergeben sich die Stromverläufe der Stabsegmente 




Abbildung 5.9 - Stromverlauf der Läufersegmente (8 Segmente) 
Im Abschnitt I erreicht der oberste Segmentstrom des Läufers während des Anregelns einen 
Wert, welcher das 2,5-fache seines stationären Wertes überschreitet. Während der 
Übergangsvorgang aus regelungstechnischer Sicht nach bereits 4ms abgeschlossen ist, dauert 
das Abklingen der Segmentströme nahezu 20ms.  
Die extremsten Inhomogenitäten in der Stromdichteverteilung des Läuferstabes ergeben sich 
bei dem Umsteuern des Drehmomentes (Abschnitt II = Vorzeichenwechsel) von 3835Nm auf 
–3835Nm. Der Segmentstrom, welcher am dichtesten zum Luftspalt liegt, erfährt hierbei eine 
Stromdichte, die über dem Fünffachen seines stationären und über dem Sechsfachen des 
Bemessungswertes liegt.  
 
5.3.2 Numerisches Verfahren für die Näherung als Rechteckstab 
Zur drastischen Erhöhung der Segmentzahl ist eine Approximation des Trapezstabes durch 
einen Rechteckstab erforderlich, so man die Schlupffrequenz des Rotors mit in die 
Berechnung einfließen lassen möchte. Die Definition der Randbedingungen, wie 
Anfangsströme und Korrekturinduktivität werden dadurch deutlich erleichtert. Die Anzahl der 
Segmente wird auf 22 festgelegt. Nach 579H579H579HAbbildung 5.7 liegt die Energieabweichung damit 
deutlich unter 4%. 
 
 160
Das numerische Modell wird durch die hohe Segmentzahl wesentlich aufwendiger, wie 
580H580H580HAbbildung F.16 zeigt.  
Eine Belastungsperiode ist in 581H581H581HAbbildung 5.10 angegeben. Sie beginnt bei 14ms, was lediglich 
der Einschwingzeit der Regler geschuldet ist.  
  
Abbildung 5.10 - Stromverlauf der Läufersegmente (22 Segmente) 
Im Vergleich zu 582H582H582HAbbildung 5.9 ergibt sich im obersten Segment eine höhere Stromdichte. 
Damit ergibt sich auch eine höhere zusätzliche Läuferstromwärme. 
 
5.3.3 Geschlossenes Verfahren durch Berechnung der Segmentströme 
Für die Berechnung der zusätzlichen Läuferstromwärme über das geschlossene Verfahren der 
Berechnung der Segmentströme müssen die folgenden Vereinfachungen vorgenommen 
werden: 
(1) Die Ströme werden im feldsynchronen Koordinatensystem berechnet.  
(2) Der Trapezstab muss durch einen Rechteckstab approximiert werden. 
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(3) Die stationäre Stromverdrängung durch den Schlupf wird über die Eliminierung der 
Bewegungsspannung aus dem Gleichungssystem vernachlässigt. 
Es ist der Stabgesamtstromverlauf für jeden der drei Abschnitte mittels einer Exponential-
funktion zu approximieren. Für die drei Abschnitte können die Zeitkonstanten nach 
609H531H537H583H583H583HAbbildung 5.11 bestimmt werden. Sie sind in 610H532H538H584H584H584HTabelle 5.4 zusammengestellt. Ebenso sind für 
jeden Abschnitt die Koeffizienten zur Umrechnung der Segmentströme enthalten. 
 
Abbildung 5.11 - Approximation des Ständerstroms durch je eine Exponentialfunktion 
 
Tabelle 5.4 - Ströme und Zeitkonstanten für die analytische Rechnung 
 Abschnitt I Abschnitt II Abschnitt III 
Taktfrequenz                       [kHz] 2,5 2,5 2,5 
Vorgabe Stabstrom  
I                    [A] 










Umrechnung der Segmentströme 
Vorzeichen          Vz 
Anfangsstrom      I0              [A] 















Für den Abschnitt I und II wird die Ersatzzeitkonstante TF auf 1ms festgelegt. Der Abschnitt 
III wird durch eine Exponentialfunktion mit einer Zeitkonstante von TF=2,5ms approximiert. 
Für den Ersatzstrom gilt die Gleichung 611H534H540H586H586H586H(5-20). Die Segmentströme sind demnach für jeden 









IiVzirB 0+⋅=  (5-21) 
Die Segmentinduktivität ergibt sich zu mHLL n 2625,0832 =⋅=Λ= σ . Der Segmentwider-
stand zu Ω=⋅⋅= mRR Stab 36562,182 .  
Die berechneten Segmentstromverläufe sind in 536H542H588H588H588HAbbildung 5.12 zusammengestellt. Sie werden 
mit den numerisch berechneten Stromverläufen aus Kapitel 537H543H589H589H589H .3.1 verglichen. Sie sind für die 
bessere Vergleichbarkeit auf ihre stationären Größen bezogen dargestellt. 
Die Segmentstromüberhöhungen ergeben sich in gleicher Größenordnung wie sie für den 
Stromverlauf der numerischen Rechnung festzustellen waren. 
 
Abbildung 5.12 - Vergleich der analytisch und der numerisch berechneten Segmentströme 
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Die Segmentverlustleistungen können in jedem Abschnitt aus den Stromverläufen berechnet 
werden. 
 
5.3.4 Grafisches Lösungsverfahren 
Für die grafische Lösung ist die Kenntnis der reduzierten Leiterhöhe wichtig, vgl. (5-2). Diese 
kann aus der Stabhöhe und der Ersatzzeitkonstante erfolgen. Näherungsweise kann jedoch 












=≈      (5-22) 
Aufgrund des trapezförmigen Stabes ist diese reduzierte Leiterhöhe etwas kleiner als die über 
Gleichung 591H591H591H(5-2)539H545H berechnete. Somit werden die Stromverdrängungsfaktoren auch etwas kleiner 
ausfallen. Dies ist zunächst tendenziell richtig. Exakter wäre die Ableitung der Relation von 
reduzierter Leiterhöhe und dem Stromverdrängungsfaktor für jedes Stabbreitenverhältnis 
(Breite des Stabes an der Nutöffnung zur Breite am Nutgrund), vgl. 540H546H592H592H592H[80] für sinusförmige 
Größen. 
Die Läuferstromverläufe werden analog zum Abschnitt 541H547H593H593H593H .3.3 angenähert. Sie ergeben sich 
entsprechend der 542H548H594H594H594HTabelle 5.5. Der Stromverdrängungsfaktor für den ersten und den dritten 
Abschnitt werden gemäß einer anschwellenden Exponentialfunktion gewählt. Sie sind daher 
nur als Näherung zu verstehen, da für die exakten Verläufe keine grafische Lösung vorliegt. 
Tabelle 5.5 - Ströme und Zeitkonstanten für die grafische Analyse 
 ξ  TF in ms k kR Strom in A 
Abschnitt I 
12,02 1 56 
1,09  
n. 543H549H595H595H595HAbbildung 5.2 













12,02 1 44 
1,58 














7,6 2,5 16 
1,09 
n. 545H551H597H597H597HAbbildung 5.2 















5.3.5 Auswertung der Ergebnisse 
Die Berechnung der Verluste wird immer für den gesamten Läufer vorgenommen, daher 
werden die Verlustleistungen des Stab- und des Ringanteils mit dem Faktor 3/2 multipliziert. 
Die Stromverdrängung wirkt nur im Stab. 
Tabelle 5.6 - Vergleich der Läuferverluste 
  numerisch  analytisch 
Pulsfre-
quenz FU 
2,5kHz 22 Segmente 8 Segmente 
Berücksichtigung der 
Stabform 
 8 Segmente 
geschlossen 
graphisch 

































































luste  gesamt  [W] 6249 4924 5771 4940 6089 4915 6249 4917 
Verhältnis 1,27 1,17 1,239 1,27 
 
Alle Verfahren zeigen für die Berechnung unter Vernachlässigung der Stromverdrängung 
praktisch gleiche Werte. Ein systematischer Fehler kann damit ausgeschlossen werden. 
Insbesondere erweist sich die Näherung des Stromverlaufs als Exponentialfunktion für 
zulässig.  
Für den Rechteckstab ergibt das numerische Verfahren und die Lösung über die Diagramme 
das gleiche Ergebnis. Lediglich das numerische Verfahren über acht Segmente zeigt deutliche 
Abweichungen. Zum einen liegt dies an der sehr geringen Diskretisierung, das Verlustverhält-
nis fällt daher etwas zu klein aus. Zum anderen wirkt sich die Stromverdrängung in einem 
Trapezstab geringer auf den Verlustzuwachs aus, wenn der Stab zur Nutöffnung hin breiter ist. 
Dieses Phänomen wird im folgenden Abschnitt nochmals aufgegriffen. 
Der Verlustzuwachs durch den dynamischen Betrieb liegt damit in der Größenordnung von 
+20%. Die Verlustleistungen können demnach sehr gut über eine analytische Berechnung 
angenähert werden. Die Unterschiede zwischen numerisch und analytisch ermittelten Werten 
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sind für praktische Belange unbedeutend. Die notwendigen Vereinfachungen für die 
analytische Berechnung zeigen praktisch keine Auswirkung auf das Ergebnis. 
Mit dieser Betrachtung kann gezeigt werden, dass durch eine schnelle Laständerung, wie sie 
durch die moderne Regelungstechnik möglich ist und angewendet wird, ein beachtlicher 
Anstieg der Läuferverluste zu verzeichnen ist. Dies ist vor allem dann der Fall, wenn die 
Drehmomentänderung in sehr kurzen Zyklen erfolgt. Insbesondere für Maschinen mittlerer 
bis großer Leistung ist dann aufgrund der hohen Läuferstäbe mit einer zusätzlichen 
Verlustleistungsquelle im Läuferstab zu rechnen.  
Die Bestimmung einer thermisch äquivalenten Belastung darf in diesen Fällen nicht allein 
über die Berechnung eines Drehmomenteffektivwertes erfolgen. 
 
5.4 Messtechnischer Nachweis der Verlustleistungserhöhung 
Die Zielstellung dieses Abschnittes ist der messtechnische Nachweis der Zunahme der 
Läuferwärme im dynamischen Betrieb. Hierzu sollte ein im Prüffeld der AKH verfügbarer 
Motor Verwendung finden. Er musste über eine ausreichende Nuthöhe im Läufer verfügen. 
Die Wahl fiel daher auf die trägheitsarme, durchzugsbelüftete Maschine der Baureihe 
UHTD315 nach 546H552H598H598H598HTabelle 4.4 bzw. 547H553H599H599H599HAnh. G - 7.  
Der Nachweis der Erhöhung der Verlustleistung im Rotor kann an einer rotierenden Maschine 
nur indirekt erfolgen. So könnte die Leistungsbilanz der Gesamtmaschine genutzt oder die 
Erwärmung der Läuferwicklung ausgewertet werden. Der Rotor der Versuchsmaschine wurde 
mit zwei Temperaturfühlern ausgestattet. Diese wurden auf der N-Seite 60mm tief in einen 
Rotorstab und 15mm tief in den Kurzschlussring eingeklebt, wie 548H554H600H600H600HAbbildung 5.13 zeigt.  
Die Anregung der Stromverdrängung sollte über eine möglichst schnelle Änderung des 
inneren Drehmomentes der Maschine erfolgen. Um die Schwankung der Eisenverluste gering 
zu halten, wurde eine zusätzliche Schwungmasse an die Welle über einen Drehmomentmess-
flansch gekuppelt. 
Dies ermöglichte zudem die direkte Messung des auf die Schwungscheibe übertragenen 
Drehmomentes. Somit konnte die Berechnung der Winkelbeschleunigung des rotierenden 




Abbildung 5.13 - Einbau der Temperaturmessfühler in den Stab (a) und den Ring (b) 
Der mechanische Aufbau wurde nach der 549H555H601H601H601HAbbildung 5.14 realisiert. Diese weist zudem die 
Massenträgheitsmomente J1 vor dem Drehmomentmessflansch und J2 nach dem 
Drehmomentmessflansch aus. 
  
Abbildung 5.14 - Explosionsskizze: mechanischer Aufbau mit Massenträgheitsmomenten 
Als Rechenwert ergab sich ein Gesamtmassenträgheitsmoment von 3,9854kgm². Die 
Parameteridentifikation des Umrichters ergab einen Wert von 4,02651kgm². In den folgenden 
Rechnungen wird der Rechenwert verwendet.  





















Für eine stationäre Winkelbeschleunigung kann damit das innere Drehmoment der Maschine 
über das Messwellendrehmoment bestimmt werden. Hierzu sind die Bewegungsgleichungen 
550H556H602H602H602H(5-23) und 551H557H603H603H603H(5-24) ineinander einzusetzen. Die Winkelbeschleunigung lässt sich nach kurzer 
Rechnung eliminieren und man erhält Gleichung 552H558H604H604H604H(5-25) für das innere Drehmoment der 













21      (5-25) 
Durch die dynamische Anregung war jedoch damit zu rechnen, dass dieser Zusammenhang 
durch die Torsionseigenfrequenz des Zweimassendrehschwingers gestört wird. 
Zu Vergleichszwecken wurden zwei S1- Erwärmungsläufe durchgeführt. Beide zeichnen sich 
durch ein unterschiedliches Drehmoment und eine unterschiedliche Drehzahl aus. Sie sind in 
553H559H605H605H605HTabelle 5.7 zusammengestellt. 
Tabelle 5.7 - S1- Erwärmungsprüfungen 























350,6 2800 398 193,6 12,46 0,8884 7199 6812 373 37 58,4 117 
Stab [K] 127 























543,8 2356 338 256,2 18,745 0,871 4901 4011 580 57 39,3 74,5 
Stab [K] 80,3 
 
Die Anregung der Stromverdrängung im Läufer sollte durch periodisches Umschalten des 
Stromsollwertes zwischen einem negativen und einem positiven Festsollwert gleichen 
Betrages erfolgen. Die Periodendauer wurde für eine Verlustleistungserhöhung von ca. 20% 
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auf 100ms rechnerisch festgelegt. Die Erwärmung sollte zumindest in der Größenordnung der 
S1-Erwärmung, aber nicht höher als 50K über ihr liegen. 
Aus der S1-Erwärmung I lag für geringe Drehzahlen ein zulässiges S1-Drehmoment von 
2800Nm vor, welches auch als positiver und negativer Sollwert Verwendung fand. Die 
Drehzahländerung beträgt damit in 50ms etwa 330U/min. 
Nach einer Voruntersuchung erwies es sich als günstig, die Betriebsart der Drehmomentrege-
lung zu wählen. Auch zeigte sich, dass die Drehzahl nicht über 500U/min liegen durfte, da im 
Zeitraum des Abbremsens sonst die Zwischenkreisspannung des Umrichters zu groß wurde. 
Als Drehzahlmittelwert wurden daher 260U/min festgelegt. Die Drehzahluntergrenze liegt 
dabei mit 80U/min noch ausreichend weit von 0 entfernt. Somit können alle Asynchronma-
schinenmodelle in der Versuchsauswertung Anwendung finden. 
Die Parametrierung des Umrichters erfolgte gemäß 554H560H606H606H606HAbbildung F.17. Der Drehmomentsollwert 
wird somit bei Erreichen der oberen bzw. unteren Grenzdrehzahl umgeschaltet. Zum Halten 
des Zustandes wurde ein RS-Flip-Flop verwendet. 
Die gesamte Messanordnung wurde gemäß 555H561H607H607H607HAbbildung F.18 ausgeführt. Es zeigte sich jedoch, 
dass das umrichterintern berechnete Drehmoment einen deutlichen Amplitudenfehler aufwies. 
Es fiel um ca. 15% zu klein aus, wie 556H562H608H608H608HAbbildung F.19 zeigt und konnte daher nicht verwendet 
werden. 
Ebenso schwierig zeigte sich die Leistungsmessung über das D6100. Aufgrund der 
schwankenden Periodendauer der Ständerströme hatte es keine Möglichkeit, sich auf den 
Strom zu synchronisieren. Somit stand die zugeführte Leistung nicht für die Auswertung zur 
Verfügung. 
Sehr gute Möglichkeiten zur Versuchsauswertung lieferte jedoch der Transientenrecorder, 
welcher von der TU-Freiberg für diesen Versuch bereitgestellt wurde. Durch die simultane 
Darstellung von Strömen, Spannungen und der Rotordrehzahl mit einer Abtastzeit von 100µs 
war es möglich, zwei Maschinenmodelle zur Drehmomentschätzung heranzuziehen. So wurde 
das sehr robuste Strommodell (i1-n-Modell) in feldsynchronen Koordinaten sowie das 
kompensierte u1-i1-Modell (vgl.557H563H609H609H609H[1]) in ständerfesten Koordinaten ausgewertet. Die 




Abbildung 5.15 - Messergebnisse und Modellauswertung 
Die Drehzahl sowie das aus der Winkelbeschleunigung gewonnene Drehmoment bedurften 
einer Glättung. Es wurde je ein T1-Glied mit einer Zeitkonstante von 1ms verwendet. 
Nachteilig ist hierbei die Phasenverschiebung. 
Der Drehmomentmesswert des Messflansches zeigt deutlich die angeregte Torsionseigenfre-
quenz des Zweimassendrehschwingers. Die Frequenz von ca. 250Hz weist darauf hin, dass 
der Motor gegen die Schwungmasse schwingt.    
Die berechneten effektiven inneren Drehmomente der Maschinenmodelle, der Winkelbe-
schleunigung und des Messflansches sind in 559H565H611H611H611HTabelle 5.8 zusammengestellt. 
Tabelle 5.8 - effektives Drehmoment 






meff   / [Nm] 2839,2 2728,3 2586,8 2818 2795 
 
Das u1-i1-Modell weist die höchsten Abweichungen vom mittleren effektiven Drehmoment 
aus. In 560H566H612H612H612H[1] wurde darauf hingewiesen, dass es für kleine Ständerfrequenzen ungeeignet ist. Es 
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wird daher nicht zur Auswertung des effektiven Drehmomentes genutzt. Zudem sind natürlich 
die Messwerte über den Drehmomentmessflansch und die Drehzahländerung vertrauenswür-
diger. Das effektive Drehmoment wird zu 2795Nm berechnet. 
Die Erwärmung des Rotorstabes konnte mit 150K gemessen werden. Die mittlere 
Rotorerwärmung kann mit Hilfe der S1-Erwärmungen zu 138K (k2= 1,5382) geschätzt 
werden.  
Die Stabtemperatur kann zur Extrapolation der Rotorverluste genutzt werden. Hierzu wurden 
wiederum die beiden S1-Erwärmungen herangezogen. Aus 561H567H613H613H613HAbbildung F.20 gehen 8238W 
Rotorverluste bei dynamischer Belastung mit einem effektiven Drehmoment von 2795Nm 
hervor. Die Verluste liegen damit um etwa 21% über den Rotorverlusten für den S1-Betrieb. 
Die Berechnung des Stromverdrängungsfaktors erfordert es jedoch, die Erwärmung mit 
einzubeziehen. Der Stromverdrängungsfaktor liegt dann bei etwa 1,15. 
Zur Nachrechnung der Verluste ist der Stromverlauf des drehmomentbildenden Stromes 
erforderlich. Dieser wird über das Verhältnis von Haupt- zu Läufereigeninduktivität im Läufer 
abgebildet und ist praktisch die Hauptverlustquelle (sieht man von ca. 65W Oberflächen- und 
Stabstromoberschwingungsverlusten ab, vgl. 562H568H614H614H614H[66]). 
 
Abbildung 5.16 - drehmomentbildender Läuferstrom aus dem Strommodell 
Trotz einer Pulsfrequenz des Frequenzumrichters von 3,4kHz sind die Anregelzeiten der 
Ströme relativ groß. Eine Nachstellung der Reglereigenschaften im Versuch führte zu keiner 
Verbesserung der Regelgüte. 
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Für die Nachrechnung wird der Läuferstromverlauf in zwei Abschnitte unterteilt und durch je 
eine Exponentialfunktionen angenähert (in 563H569H615H615H615HAbbildung 5.16 grün). Es ergeben sich die 
approximierten Stromverläufe nach 564H570H616H616H616HTabelle 5.9 im Läufer. 
Tabelle 5.9 - approximierte Läuferströme 
 Abschnitt I Abschnitt II 








B eti  
t /ms 0 … 50,8 50,8 … 103 
 
Die Zeitkonstanten liegen damit um das Drei- bzw. fast Sechsfache über den erwarteten 
Zeitkonstanten aus der Pulsfrequenz des Frequenzumrichters. 
Für das geschlossene Berechnungsverfahren der Segmentströme ergibt sich der 
Leistungsumsatz nach 565H571H617H617H617HTabelle 5.10. 
Tabelle 5.10 - Stromverdrängung (geschlossenes Verfahren) 
 Abschnitt I Abschnitt II gesamt mit Ring 
Stabverluste m.kR  [W] 6092 7351 7366 
Stabverluste o.kR   [W] 4289 6061 5823 
Ringverluste          [W] 526 743 / 
kR 1,4202 (nur Stab) 1,213 (nur Stab) 1,265 
 
Für die grafische Lösung über 566H572H618H618H618HAbbildung 5.4 ergeben sich die Leistungen nach 567H573H619H619H619HTabelle 5.11. 
Tabelle 5.11 - Stromverdrängung (grafisches Verfahren) 
Abschnitt I Abschnitt II gesamt mit Ring
 ξ = 9,264 k = 29,88 ξ = 6,280 k = 14,11 / 
Stabverluste m.kR  [W] 5786 7698 7391 
Stabverluste o.kR   [W] 4289 6061 5823 
Ringverluste          [W] 526 743 / 
kR 1,349 (nur Stab) 1,270 (nur Stab) 1,269 
 
Legt man für das geschlossene Verfahren eine symmetrische Stromverteilung zugrunde, so 
ergibt sich für den Abschnitt I kR= 1,336 und für den Abschnitt II kR=1,261. Diese liegen 
erwartungsgemäß deutlich näher an den Werten des grafischen Verfahrens. 
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Für das erste numerische Verfahren mit 22 Segmenten und einer rechteckigen Stabform nach 
568H574H620H620H620HTabelle 5.12 sind die Verluste zum einen mit Berücksichtigung der Stromverdrängung durch 
die Winkelgeschwindigkeit der Läufergrößen und zum anderen bei deren Vernachlässigung 
aufgeführt. Die Vernachlässigung von ω2 zeigt dabei nur einen minimalen Rückgang der 
umgesetzten Verlustleistung. 
Tabelle 5.12 - Stromverdrängung (numerisch, 22Segmente, Rechteckstab) 
 Abschnitt I Abschnitt II gesamt mit Ring 
 mit ω2 ohne ω2 mit ω2 ohne ω2 mit ω2 ohne ω2 
Stabverluste m.kR  [W] 6177 6156 7406 7389 7438 7417 
Stabverluste o.kR   [W] 4298 4287 6071 6060 5835 5822 
Ringverluste          [W] 529 525 744 744 / / 
kR 1,437 1,436 1,220 1,219 1,275 1,274 
 
Da die Vernachlässigung der Läuferwinkelgeschwindigkeit praktisch keinen Einfluss auf das 
Ergebnis hat, kann auch eine Berücksichtigung der reellen Stabform erfolgen. Das zweite 
numerische Verfahren arbeitet daher mit 52 Segmenten unter Beachtung der reellen 
Stababmessungen. Da der Stab an der Nutöffnung breiter als am Nutgrund ausgeführt ist, 
fallen die Stromverdrängungsfaktoren etwas kleiner aus. Dieses Verfahren bietet damit die 
beste Nachbildung der realen Verhältnisse. 
Tabelle 5.13 - Stromverdrängung (numerisches Verfahren mit Berücksichtigung der Stabform) 
 Abschnitt I Abschnitt II gesamt mit Ring 
Stabverluste m.kR  [W] 5933 7262 7243 
Stabverluste o.kR   [W] 4289 6061 5823 
Ringverluste          [W] 526 743 / 
kR 1,383 (nur Stab) 1,198 (nur Stab) 1,244 
 
Die Rotorverluste liegen damit über 20% der Verluste, die mit einem konstanten Drehmoment 
des gleichen Effektivwertes umgesetzt würden. Der indirekt gemessene Wert von ca. 15% 
liegt damit für die Messbedingungen genau genug an den berechneten Werten. Der 
messtechnische Nachweis wird damit positiv bewertet. 
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Der Vergleich zeigt, dass alle vorgestellten Verfahren in der Lage sind, die richtige 
Größenordnung der Verlustzunahme im dynamischen Betrieb nachzurechnen. Hätte eine 
Maschine mit einem Rechteckstab eingesetzt werden können, so wären die Differenzen unter 
den Verfahren noch kleiner. 
Besonders einfach und mit sehr wenig Zeitaufwand gegenüber den numerischen Verfahren, ist 
die Näherungslösung über den hier abgeleiteten Zusammenhang nach 569H575H621H621H621HAbbildung 5.4 zu 
finden. Dieser Zusammenhang ließe sich auch für Trapezstäbe unter Beachtung des 
Stabbreitenverhältnisses ableiten, was die Lösung deutlich genauer ausfallen lassen würde. 





Die hohen Bemessungsdrehzahlen erfordern für Maschinen großer Leistung in der 
Ständerwicklung eine hohe Anzahl paralleler Leiter. Für entsprechend hohe Frequenzen 
führen diese zu dem Problem der Stromverdrängung. Für die Form der Stromverdrängung 
1.Ordnung ist das Ausbilden von Kreisströmen in den Maschen der parallelen Teilleiter 
charakteristisch. Diese Kreisströme schließen sich über eine gesamte Spulengruppe an deren 
Schaltverbindung. Ein weiterer Stromverdrängungseffekt ist der 2.Ordnung. Für ihn ist die 
Ausbildung eines Stromdichtewirbels im Inneren jedes einzelnen Teilleiters charakteristisch. 
Die Stromverdrängung 2.Ordnung tritt daher nur in dem Bereich der Drähte merklich auf, 
welcher sich im Eisenteil der Maschine befindet. Die Stromverdrängung 1.Ordnung ist der 
Anteil, der bei Maschinen ab etwa einer Achshöhe 180 mit mehr als 10 parallelen Drähten, im 
Frequenzbereich von 50Hz bis 300Hz dominiert. 
Es wurde ein Verfahren abgeleitet, welches es erlaubt, den Ständerstromverdrängungsfaktor 
für geträufelte Wicklungen mit einer hohen Anzahl an parallelen Drähten aus den vorgegeben 
Geometrie- und Wickeldaten zu berechnen. Dafür wurden drei übertragbare Zuordnungs-
schemata festgelegt. Der Vergleich dieses analytischen Verfahrens mit den Messungen an 
Maschinen der Achshöhen 280, 315 und 355 zeigte eine praktisch ausreichende Genauigkeit.  
Es wurde auf analytischem Weg das genannte Berechnungsverfahren ertüchtigt, um auch für 
stark gesättigte Eisenkreise eine Berechnung des Stromverdrängungsfaktors 1.Ordnung 
vorzunehmen. Hierbei zeigte sich, dass nicht allein die Nutteilstreuinduktivität und das 
verwendete Leitermaterial den Stromverdrängungsfaktor beeinflussen, sondern auch die Steg- 
und die Zahnkopfstreuung.  
Für Maschinen mit hohen Ständernuten ergibt sich das Problem einer inhomogenen 
Temperaturverteilung. Aufgrund der infolge der Stromverdrängung hinzukommenden 
inhomogenen Verlustverteilung konnte das Auftreten von Heißpunkten sowohl auf 
analytischem als auch auf numerischem Weg rechnerisch nachgewiesen werden. 
Durch die Kopplung des Algorithmus zur Berechnung der Stromverdrängung der Wicklung 
wurde es möglich, die Rückwirkung des thermischen Einflusses auf den Stromverdrängungs-
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faktor zu untersuchen. So wurde nachgewiesen, dass ein Auftreten von Heißpunkten in der 
Nut und im Wickelkopf zur Dämpfung des Stromverdrängungseffektes 1.Ordnung führt. 
Eine thermische Auslegung, wie sie entsprechend der DIN EN 60034 vorgeschrieben wird, ist 
für Maschinen mittlerer bis großer Leistung, in denen aufgrund hoher Grundschwingungsfre-
quenzen und hoher Nuten mit Heißpunkten gerechnet werden muss, im Sinn einer 
ausreichenden Lebensdauer der Windungsisolation bedenklich.  
Die mittlere Wicklungserwärmung, wie sie über den Gleichstromwiderstand an den Klemmen 
zu messen ist, lässt unter der Einwirkung der Stromverdrängung keine eindeutige Aussage 
mehr über die Zulässigkeit der thermischen Belastung des Isolationssystems zu. Diese 
Problematik der Heißpunkte in der Wicklung, die messtechnisch praktisch nicht zu erfassen 
sind, wird in 365H439H442H463H463H463H[85]  nur unzureichend aufgegriffen. Hier gelten für die Wärmebeständigkeits-
klasse F folgende Grenzwerte für Maschinen mit einer Bemessungsleistung <5000kW:  
Erwärmungsbestimmung über ETF:   155°C 
Erwärmungsbestimmung über Widerstand: 145°C 
Die Temperaturreserve von 10K, die für das Widerstandsverfahren vorgeschrieben ist, muss 
nach den hier gewonnenen Erkenntnissen als deutlich zu gering bewertet werden, zumal zu 
bedenken ist, dass für Maschinen mit einer Bemessungsleistung kleiner als 5000kW die 
Ermittlung der Wicklungstemperatur über das Widerstandsverfahren allein zulässig ist.  
Das ETF Verfahren bedeutet nach 366H440H443H464H464H464H[85]: Messung mit mindestens sechs eingebauten 
Temperaturfühlern, wobei in der Norm als Einbauort für die Temperaturfühler die heißesten 
zu erwartenden Punkte vorgeschrieben sind. Es ist also entsprechend wichtig, die wärmsten 
Stellen der Wicklung zu kennen. Durch die zufällige Verteilung der parallelen Leiter in der 
Nut kann es jedoch zu „warmen“ und „kalten“ Nuten kommen. Die richtige Bestimmung der 
heißesten Stellen in einer Träufelwicklung ist damit dem Zufall überlassen. Dennoch ist das 
ETF Verfahren das verlässlichere Werkzeug, eine annähernde Einhaltung der zulässigen 
Temperaturgrenze zu gewährleisten. Es wäre wünschenswert, auch hier in der Normung eine 
Temperaturreserve zu empfehlen.   
Der Ausfall der Wicklung einer Drehstrommaschine wird nach 367H441H444H465H465H465H[39] und 368H442H445H466H466H466H[2] in erster Linie 
durch das Versagen der Windungsisolation bedingt. Hierzu wurden in 369H443H446H467H467H467H[2], 370H444H447H468H468H468H[13] und 371H445H448H469H469H469H[39]  
Langzeituntersuchungen an sogenannten Motoretten und kleinen Asynchronmaschinen 
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(550W) für die Wicklungslebensdauer unter den verschiedenen Einflüssen wie thermische, 
mechanische, elektrische und chemische Belastungen durchgeführt. Diese Ergebnisse wurden 
als Grundlage für die Normung, vgl. 372H446H449H470H470H470H[87], verwendet. Für Wicklungen derartiger Maschinen 
ist aufgrund der hohen Windungszahlen je Nut und der geringen Nuthöhe eine Vernachlässi-
gung der Ständerstromverdrängung zulässig. Aufgrund der hohen Windungszahl ist die 
Spannungsbeanspruchung zwischen den Windungen einer Spule, bzw. die Wahrscheinlichkeit, 
dass sich ein Spulenanfang neben einem Spulenende befindet, sehr viel kleiner. Die 
Temperaturverteilung in diesen Wicklungen kann man als homogen ansehen. Eine 
Übertragung der so gewonnenen Erkenntnisse auf Maschinen großer Leistung, d. h. mit 
relativ geringen Windungszahlen je Nut und sehr großen Nuthöhen, scheint dem Autor nicht 
empfehlenswert.  
Das Auftreten eines sich teils zufällig ergebenden, Stromverdrängungsfaktors kann ferner nur 
durch ausreichende Reserven bezüglich der thermischen Wicklungsausnutzung einen 
Langzeitbetrieb der Wicklung gewährleisten. 
 
Durch den Betrieb am Stromrichter ist es möglich, unter der Umgebung einer feldorientierten 
Regelung sehr schnelle Drehmomentänderungen zu bewirken. Es konnte mit der vorliegenden 
Arbeit nachgewiesen werden, dass aufgrund sehr dynamischer Betriebsregime mit einer 
Spielzeit bis zu wenigen hundert Millisekunden durch die Stromverdrängung des Läufers 
zusätzliche Verluste in den massiven Stäben des Kurzschlussläufers auftreten. Eine 
Antriebsauslegung auf Basis des effektiven Drehmomentes ist hier nicht mehr gegeben, da 
sich die zusätzlichen stromverdrängungsbedingten Läuferverluste sehr negativ auf die 
Erwärmung und damit die Betriebssicherheit der Maschine auswirken. 
In diesem Zusammenhang wurde ein geschlossen analytisches sowie ein grafisches Verfahren 
abgeleitet. Diese wurden erfolgreich mit einer numerischen Rechnung und einem praktischen 
Versuch unterlegt. Insbesondere das praxistaugliche grafische Verfahren erlaubt es bereits bei 
der Auslegung der Maschine die Berechnung der zusätzlichen Läuferwärme unter Kenntnis 
des Drehmomentverlaufes über einer Spieldauer abzuschätzen.  
Im Zusammenhang mit der Abbildung der Stromverdrängung 2.Ordnung auf die 1.Ordnung 
wurden Hinweise und Vorschläge zur Wahl der Segmentanzahl gegeben. Ebenso wurde ein 
analytisches Verfahren abgeleitet, welches es erlaubt, das Problem der Stromverdrängung 
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1.Ordnung analytisch zu beschreiben. Dieses Verfahren wurde auf die Beschreibung der 
zweiseitigen Stromverdrängung 1.Ordnung für die Runddrahtwicklung mit der „geordneten“ 
Verteilung der Windungslagen erweitert. Als Nebeneffekt kann die Korrekturbedingung für 
die Darstellung der einseitigen Stromverdrängung 1.Ordnung, bei Orientierung der 
Segmentdurchflutung am Segmentgrund, geschlossen angegeben werden. 
 
Ein weiteres Produkt dieser Arbeit ist die Beschreibung der Stromregelstrecke der 
feldorientierten Regelung mit Berücksichtigung der Stromverdrängung. So weicht die 
Übertragungsfunktion der Asynchronmaschine nachweislich sowohl durch die Läufer- als 
auch durch die Ständerstromverdrängung vom Verhalten eines Trägheitsgliedes 1.Ordnung ab. 
Anhand einer vereinfachten Stromrichterübertragungsfunktion wurde ein Vorschlag zur 
Optimierung des Stromreglers gegeben. 
Der Einfluss der Ständerstromverdrängung konnte hierbei nur abgeschätzt werden, da keine 
messtechnischen Möglichkeiten verfügbar waren, den Frequenzgang der Wicklungsimpedanz 
bis in die Größenordnung der Pulsfrequenz des Stromrichters zu untersuchen. Ferner sind zu 
dieser Problematik, sowohl auf Basis der Läufer- als auch der Ständerstromverdrängung, 
praktische Untersuchungen notwendig. Diese sollten jedoch von Erfahrungsträgern der 
Stromrichter- und Regelungstechnik erfolgen, da sie weit über das Feld des Elektromaschi-
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Anhang A Grundlagen, Stand der Technik 




Anhang B Numerische Vergleichsrechnungen 
 
Abbildung B.1 - Vernetzung der ungesehnten Geometrie mit 22084 Elementen 
 












Abbildung B.4 - Zuweisung antizyklischer Randbedingungen  
 





Anhang C Thermische Rückwirkung der Stromverdrängung 
 





Kupfer bei 20°C       Cuλ                380 
Elektroblech     
radial 
Feλ   34 
axial 
axialFe _λ   3,6 
Aluminium bei 20°C 
Alλ   140 
Tränkharz und Drahtlack 
ISOλ   0,2 
Vergussmasse 
VGMλ   1,0 
Luft (stehend) 
Luftλ   0,029 
Für weitere Werte bzw. vgl. 303H570H576H622H622H622H[27] 
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Abbildung C.6 - Temperaturverlauf am Wickelkopf „geordnete“ Verteilung für 3A/mm² und 250Hz 
 
Anhang D Messunsicherheiten der Stromverdrängungsmessung 
Der Stromverdrängungsfaktor, respektive der Feldverdrängungsfaktor ist eine indirekt 


















kRIPfRRIIPPfk RRRR δδδδδδ );;();;(  

















+≈+++= );;();;(  
Das Milliohmmeter Metrawatt 17 ist mit einem Fehler in dem relevanten Messbereich von 
0,5% vom Messwert + 10Digit angegeben. Es wird vereinfachend mit einem Fehler von 
0,53% vom Messwert gerechnet. Der Poweranalyzer wird (45Hz..1kHz) mit (0,04% vom 
Messwert + 0,01%vom Messbereich) für Strom und Spannung angegeben. Der Fehler richtet 
sich damit auch nach der Aussteuerung. Der Hochstromshunt weist einen typischen relat. 
Fehler von 0,1% auf. Der Phasenwinkelfehler ergibt sich laut der Gerätebeschreibung zu 
 
 191
0,005°..0,01°. Der relat. Fehler des Leistungsfaktors ist damit von der Leistungsausteuerung 








UIF . Der Wirkleistungsfehler ergibt sich ebenfalls 
nach der Gerätebeschreibung zu 222232 wShuntIUP FFFFF +++= .  
Damit können die partiellen Ableitungen von ( )== RIPkR 2  und ( )IUPIUX ⋅−= 1 ge-
bildet werden. Die Unsicherheit des Feldverdrängungsfaktors ergibt sich nach kurzer 
Rechnung zu ( ) 1)50( nX XHzXXk σΔ−Δ=Δ . 
 
Tabelle D.4 – Messfehler von Strom- und Feldverdrängungsfaktor (I≈10%IN) 
Strang U   
f /Hz  δI1 / A δU1 / A δP1 / W δR1 V/A δL/µH Δkr ± Δkx ± 
50  0,0506 0,0139 0,1328 2,34E-05 0,244 0,0167 0 
100  0,0543 0,0196 0,4013 2,34E-05 0,0937 0,0182 0,0038 
150  0,055 0,0252 0,7629 2,34E-05 0,050 0,0222 0,0049 
200  0,0548 0,0304 1,1468 2,34E-05 0,028 0,0284 0,0054 
250  0,0555 0,0451 1,6737 2,34E-05 0,065 0,0352 0,0045 
Strang V     
50  0,051 0,014 0,1431 2,34E-05 0,241 0,0185 0 
100  0,0545 0,0199 0,4243 2,34E-05 0,092 0,0218 0,0038 
150  0,0551 0,0256 0,7978 2,34E-05 0,048 0,0268 0,0049 
200  0,0549 0,031 1,1977 2,34E-05 0,027 0,0327 0,0054 
250  0,0555 0,0458 1,7398 2,34E-05 0,064 0,0395 0,0045 
Strang W     
50  0,0513 0,0139 0,1285 2,34E-05 0,241 0,0135 0 
100  0,0549 0,0195 0,3996 2,34E-05 0,922 0,0102 0,0037 
150  0,0556 0,0251 0,762 2,34E-05 0,048 0,0067 0,0048 
200  0,0553 0,0303 1,1468 2,34E-05 0,029 0,0034 0,0053 









Tabelle D.5 – Messfehler von Strom- und Feldverdrängungsfaktor (I≈5%IN) 
Strang U   
f /Hz  δI1 / A δU1 / A δP1 / W δR1 V/A δL/µH  Δkr ± Δkx ± 
50  0,0513 0,0139 0,0312 2,34E-05 0,134 0,019 0 
100  0,0549 0,0195 0,0488 2,34E-05 0,053 0,0254 0,0078 
150  0,0556 0,0251 0,0823 2,34E-05 0,029 0,0334 0,0102 
200  0,0553 0,0303 0,1182 2,34E-05 0,017 0,0448 0,0113 
250  0,0559 0,0449 0,174 2,34E-05 0,038 0,0562 0,0092 
Strang V     
50  0,0294 0,0113 0,0323 2,34E-05 0,132 0,021 0 
100  0,0307 0,014 0,0488 2,34E-05 0,053 0,028 0,0079 
150  0,0309 0,0165 0,0809 2,34E-05 0,028 0,037 0,0103 
200  0,0306 0,0189 0,1152 2,34E-05 0,017 0,048 0,0115 
250  0,031 0,0305 0,1698 2,34E-05 0,038 0,060 0,00937 
Strang W     
50  0,0296 0,0113 0,0292 2,34E-05 0,136 0,017 0 
100  0,0309 0,014 0,0461 2,34E-05 0,054 0,020 0,0077 
150  0,031 0,0165 0,0788 2,34E-05 0,029 0,023 0,0101 
200  0,0308 0,0189 0,1145 2,34E-05 0,018 0,031 0,0112 
250  0,0311 0,0305 0,1678 2,34E-05 0,039 0,038 0,0091 
 
 
Anhang E Stromregelung 
 























































































































k11 := 244/3 k12 := 72 k13 := 62
k21 := 72 k22 := 196/3 k23 := 56







Abbildung E.8– Modell der Ständerstromverdrängung in feldsynchronen Koordinaten 
 
Tabelle E.6 - Parameter der Prüfstandsmaschine UHMD 132.3-2, 572H578H624H624H624HAnh. G- 8 
Ständerwiderstand  1R  = 102mΩ  Läuferwiderstand: 2R  = 62mΩ 
Ständerstreuinduk-
tivität 
 1σL  = 0,967mH  Stabanteil am Läuferwiderstand SR2  = 49,8mΩ 
Hauptinduktivität  hL  = 29,94mH  Streuinduktivität des Läufers 2σL  = 0,99mH 
     Nutanteil der Streuinduktivität 
des Läufers 2n
Lσ  = 0,32mH 
 




Abbildung E.9 - Sprungantwort mit und ohne Optimierung (UHMD132) 
 
Tabelle E.7 - Parameter des Querschneiderantriebes UHTK280.4-4, 573H579H625H625H625HAnh. G- 6 
Ständerwiderstand  1R  = 43,9mΩ  Läuferwiderstand: 2R  = 31,2mΩ 
Ständerstreuinduk-
tivität 
 1σL  = 1,69mH  Stabanteil am Läuferwiderstand SR2  = 28,2mΩ 
Hauptinduktivität  hL  = 38,4mH  Streuinduktivität des Läufers 2σL  = 1,3mH 
     Nutanteil der Streuinduktivität 
des Läufers 2n
Lσ  = 0,7 mH 
 





Abbildung E.10 - Sprungantwort mit und ohne Optimierung (UHTK280) 
 
Tabelle  E.8 - Parameter des Hauptspindelantriebes UHMF180.5-4, 574H580H626H626H626HAnh. G- 9 
Ständerwiderstand  1R  = 72mΩ  Läuferwiderstand: 2R  = 56,9mΩ 
Ständerstreuinduk-
tivität 
 1σL  = 1,52mH  Stabanteil am Läuferwiderstand SR2  = 54,2mΩ 
Hauptinduktivität  hL  = 34,86mH  Streuinduktivität des Läufers 2σL  = 1,45mH 
     Nutanteil der Streuinduktivität 
des Läufers 2n
Lσ  = 0,54mH 
 





Abbildung E.11 - Sprungantwort mit und ohne Optimierung (UHMF180) 
 
Anhang F  Zusätzliche Läuferstromwärme 
 
Diskretisierung besonderer Stabformen 
Für die in 393H575H581H627H627H627HAbbildung F.12 dargestellten Nutformen können die Segmentwiderstände bzw. die 




x n=Δ . 
Für den Rundstab wird eine Korrekturformel für den Segmentwiderstand angegeben. Sie 
gleicht die Segmentwiderstände derart an, dass die entsprechende Parallelschaltung der  




Abbildung F.12 - Modellierung gebräuchlicher Läuferstäbe 






































































































































































































mue := 4*3.14159E-7l := 0.6hcu := 0.04
bcu := 0.008 delx  := hcu/52
Pv  := Pv 1+Pv 2+Pv 3+Pv 4+Pv 5+Res1*(I"R51"*I"R51"+I"R52"*I"R52
Pv 5 := Res1*(I"R41"*I"R41"+I"R42"*I "R42"+I"R43"*I"R43"+I"R44"*I"R44"+I"R45"*I"R45"+I"R46"*I"R46"+I"R47"*I"R47"+I"R48"*I"R48"+I"R49"*I"R49"+I"R50"*I"R5
Pv 4 := Res1*(I"R31"*I"R31"+I"R32"*I "R32"+I"R33"*I"R33"+I"R34"*I"R34"+I"R35"*I"R35"+I"R36"*I"R36"+I"R37"*I"R37"+I"R38"*I"R38"+I"R39"*I"R39"+I"R40"*I"R4
Pv 3 := Res1*(I"R21"*I"R21"+I"R22"*I "R22"+I"R23"*I"R23"+I"R24"*I"R24"+I"R25"*I"R25"+I"R26"*I"R26"+I"R27"*I"R27"+I"R28"*I"R28"+I"R29"*I"R29"+I"R30"*I"R3
Pv 2 := Res1*(I"R11"*I"R11"+I"R12"*I "R12"+I"R13"*I"R13"+I"R14"*I"R14"+I"R15"*I"R15"+I"R16"*I"R16"+I"R17"*I"R17"+I"R18"*I"R18"+I"R19"*I"R19"+I"R20"*I"R2
Pv 1 := Res1*(I"R1"*I"R1"+I"R2"*I"R2"+I"R3"*I"R3"+I"R4"*I"R4"+I"R5"*I"R5"+I"R6"*I"R6"+I"R7"*I"R7"+I"R8"*I"R8"+I"R9"*I"R9"+I"R10"*I"R1
iStab := 1000*(exp(-t/TF))











Abbildung F.13 - numerisches Referenzmodell zur Bestimmung der relativen Energieabweichung 
 
Lineare Interpolation der Stromdichte zur Verlustberechnung 
Bei einer linearen Interpolation der Segmentströme ergibt sich eine kontinuierliche Hüllkurve. 
Bis auf die erste und die letzte Stützstelle bedient man sich dem Mittelwert der beiden 
aneinandergrenzenden Segmentströme. Die erste und letzte Stützstelle sind ebenfalls der Tafel 






























































Die Berechnung des Leistungsumsatzes bei einer inhomogenen Stromdichte erfolgt über 







. Mit der Integration über den Leitwert erhält 








































































.               (F-3) 
Fazit:  
• Für die Berechnung der Verlustleistung bei stark inhomogenen Stromdichteverteilun-
gen ist eine lineare Interpolation ungeeignet. Sie führt zu einer ungenaueren 
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Tabelle F.11 –  Segmentparameter für den Trapezstab 
Segment: 1 2 3 4 5 6 7 8 
[ ]HμΛ  397 337 293 259 231 209 194 176 
[ ]ΩmR (20°C) 367 311 270 238 213 193 177 163 
 
 























Abbildung F.19– Drehzahl und Drehmoment vom Frequenzumrichtermodell (2K-DSO) 
 






Anhang G - zitierte Maschinen  
 
Stromrichter:  
Siemens  SIMOVERT MASTERDRIVE VC   
  6SE71 33-7ED61-3BA0  370A  / 200kW 
  6SE71 38-6WC20-3AA0  860A / 630 kW 
  6SE71 41-1WH20-3AA0  1100A / 800 kW 
 
Stromag VCV 400     180A / 90 kW 
 
 
Anh. G - 1 Tafel – UHTW  280.4-4 14198.04 
Schutzart: IP 54 Spannung: 470 V Δ Leerlaufstrom:  263 A 
WB-Klasse: F Strom: 581 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 66,7 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 1990 min-1 Kippmoment: 6061 Nm 
Leistung: 375 kW max. Drehz. 4000 min-1 cosϕ  /  η  :  0,83   / 
 
Anh.  G- 2 Tafel – UHTX 357.2Y-2 23028.05 
Schutzart: IP 23 Spannung: 444 V Δ Leerlaufstrom:  250 A 
WB-Klasse: H Strom: 860 A    
Polzahl: 2 Frequenz: 96,7 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 5730 min-1 Kippmoment: 1850 Nm 
Leistung: 550 kW max. Drehz. 14000 min-1 cosϕ  /  η  :  0,87   / 
 
Anh. G - 3 Tafel – UHTW 315.4-4 22347.05 
Schutzart: IP 54 Spannung: 470 V Δ Leerlaufstrom:  268 A 
WB-Klasse: F Strom: 635 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 53,9 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 1605 min-1 Kippmoment: 9130 Nm 




Anh. G- 4 Tafel – UHTW 318.4-4 19511.05 
Schutzart: IP 54 Spannung: 420 V Δ Leerlaufstrom:  356 A 
WB-Klasse: F   Strom: 823 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 67,1 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 2000 min-1 Kippmoment: 7580 Nm 
Leistung: 482 kW max. Drehz. 3000  cosϕ  /  η  :  0,84   / 
 
Anh. G- 5 Tafel – UHTZ 315.2-2 010044.03 
Schutzart: IP 23 Spannung: 384 V Δ Leerlaufstrom:  200 A 
WB-Klasse: F Strom: 858 A    
Polzahl: 2 Frequenz: 80,3 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 4775 min-1 Kippmoment: 2100 Nm 
Leistung: 500 kW max. Drehz. 9500 min-1 cosϕ  /  η  :  0,91   / 
 
 
Anh. G- 6 Tafel – UHTK 280.4-4 70509.98 
Schutzart: IP 54 Spannung: 340 V Δ Leerlaufstrom:  139 A 
WB-Klasse: H Strom: 370 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 17,4 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 500 min-1 Kippmoment: 7000 Nm 
Leistung: 170 kW max. Drehz. min-1 cosϕ  /  η  :  0,86   / 
 
Anh. G - 7 Tafel – UHTD 315.3-4 03828.02 
Schutzart: IP 23 Spannung: 400 V Y Leerlaufstrom:  80 A 
WB-Klasse: F Strom: 357 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 29,8 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 870 min-1 Kippmoment: 3512 Nm 
Leistung: 225 kW max. Drehz. 6000 min-1 cosϕ  /  η  :  0,88   / 
 
Anh. G- 8 Tafel – UHMD 132.3-2 A0267.01 
Schutzart: IP 23 Spannung: 215 V Y Leerlaufstrom:  14,9 A 
WB-Klasse: F Strom: 42 A    
Polzahl: 2 Frequenz: 42,9 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 2500 min-1 Kippmoment: 119 Nm 




Anh. G- 9 Tafel – UHMF 180.5-4 A0344.01 
Schutzart: IP 54 Spannung: 380 V Δ Leerlaufstrom:  76 A 
WB-Klasse: F Strom: 148 A    
Polzahl: 4 Frequenz: 36,2 Hz    
Betriebsart: S 1 Drehzahl: 1066 min-1 Kippmoment: 2260 Nm 
Leistung: 72 kW max. Drehz. 1250 min-1 cosϕ  /  η  :  0,80   / 
 
 
Anhang F  -verwendete Messtechnik 
 
LEM Instruments GmbH 
NORMA Power Analyzer System D6100 
 Zangenstromwandler 61C1 (5…1000A) 
 Hochstromshunt EA10337 (300A) 
 
Gossen Metrawatt GmbH 
Milliohmmeter Metra HIT 17 
